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Kurzfassung
Fu¨r die Berechnung des Betriebsverhaltens und der Emissionen (NOx, Ruß) von Dieselmoto-
ren spielt die Modellierung des Einspritzstrahls eine herausragende Rolle, da die Simulation
nachfolgender Prozesse wie Zu¨ndung, Verbrennung und Schadstoﬀbildung entscheidend von
der korrekten Beschreibung der Prozesse im Einspritzstrahl abha¨ngt. Aufgrund starker Netz-
abha¨ngigkeit sind konventionelle 3D-Spraysimulationen trotz detaillierter Modelle nicht in der
Lage, selbst globale Gro¨ßen wie das Eindringverhalten von Flu¨ssig- und Gasphase vorauszu-
berechnen. Die Ursache ist hauptsa¨chlich die nicht ausreichende numerische Auﬂo¨sung des
Strahls im Du¨sennahbereich sowie Konvergenzprobleme der Flu¨ssigphase.
In der vorliegenden Arbeit wird fu¨r die Modellierung der dieselmotorischen Gemischbildung ein
durchga¨ngiges Konzept pra¨sentiert. Im Nahbereich des Injektors wird als Lo¨sungsansatz fu¨r
das Auﬂo¨sungsproblem der Stro¨mung das sog. ICAS-Verfahren (’Interactive Cross-Section
Averaged Spray’) eingesetzt. Darin werden die Tropfen in Euler’scher Formulierung behan-
delt, was gegenu¨ber der Lagrange’schen Beschreibung ein besseres Konvergenzverhalten sta-
tistischer Spray-Eigenschaften sicherstellt. Die abgeleiteten Gleichungen werden u¨ber den
Strahlquerschnitt integriert, so daß nur noch die Strahlachse als Ortskoordinate u¨brigbleibt.
Die Rechtfertigung fu¨r dieses Vorgehen ist darin zu sehen, daß der Dieseleinspritzstrahl im
Du¨sennahbereich aufgrund der extrem hohen Impulsstromdichte im wesentlichen ein 1D-
Pha¨nomen ist. Auf diese Weise ist implizit gewa¨hrleistet, daß die Strahldimensionen auch
in Du¨senna¨he exakt abgebildet werden. Dies ist die Basis fu¨r die numerisch korrekte Si-
mulation von Prozessen wie Impulsaustausch, Tropfenzerfall und Tropfenverdampfung. Das
1D-Strahlmodell ist interaktiv mit dem CFD-Code KIVA-3V gekoppelt, indem die zwischen
1D-Flu¨ssig- und 1D-Gasphase ausgetauschten Quellterme konservativ in das Strahlgebiet des
3D-Codes eingebettet werden. Chemische Quellterme sowie thermodynamische Randbedin-
gungen werden vom 3D-Code an das 1D-Strahlmodell u¨bergeben. Die Interaktion mit Queran-
stro¨mung wird durch eine gekru¨mmte Einbettung der Quellterme beru¨cksichtigt. Hinreichend
weit stromab wird von ICAS auf das Lagrange’sche 3D-Strahlmodell umgeschaltet.
Durch Gegenu¨berstellung mit Strahlaufnahmen wird gezeigt, daß mit ICAS auf du¨senloch-
auflo¨senden, rotationssymmetrischen Netzen das Eindringverhalten der Strahlspitze von ver-
dampfenden Sprays ohne Einstellung von ’tuning’-Parametern auf 5% genau berechnet werden
kann. Auch mit ICAS bleibt das Auﬂo¨sungsproblem der 3D-Gasphase in Injektorna¨he beste-
hen. Erhebliche Verbesserungen werden durch den Einsatz des sog. ’length scale limiters’
erzielt. Dessen Prinzip besteht in der numerischen Begrenzung der berechneten turbulenten
La¨ngenskala auf den maximal mo¨glichen physikalischen Wert - den Strahldurchmesser. Durch
die Kombination ICAS + ’length scale limiter’ ist die Strahlstruktur auch auf relativ gro-
ben, fu¨r motorische 3D-Anwendungen geeigneten Netzen nahezu identisch zur Strahlstruktur
du¨senlochauﬂo¨sender Netze und unabha¨ngig vom Turbulenzzustand in der Umgebung. Die
Anwendbarkeit des ICAS-Modells auf motorische 3D-Berechnungen mit bewegter Geometrie
wird anhand eines homogenen Brennverfahrens demonstriert. Der Vergleich des Strahlbil-
des aus der 3D-Simulation mit Aufnahmen durch den Glaskolben eines optisch zuga¨nglichen
Einzylinder-Aggregats zeigt qualitativ sehr gute U¨bereinstimmung.
Executive Summary
Modelling of Diesel sprays plays a crucial role for the calculation of performance and emissions
(NOx and Soot) of Diesel engines since simulation of subsequent processes like ignition, heat
release and pollutant formation strongly depends on the spray. In spite of existing detailed
submodels 3D simulation of Diesel sprays is usually not even able to predict global quantities
like penetration length of liquid and vapour. With the typically used stochastic spray model
strong mesh dependency is observed. Reasons are insuﬃcient numerical resolution of the ﬂow
near the oriﬁce and non-converged statistical properties of the spray.
In the present thesis, a universal concept for the simulation of Diesel sprays is presented. Near
the nozzle oriﬁce the ICAS technique (Interactive Cross-sectionally Averaged Spray) is used
to overcome the spatial resolution problem. In order to improve statistical convergence, a
two-ﬂuid formulation is applied. Close to the nozzle exit the Diesel spray is substantially a 1D
phenomenon. Therefore the governing equations are integrated over the cross-section of the
spray and then solved separately in a one-dimensional code. The transport processes take place
in a prescribed spray cone, in which the oriﬁce is automatically resolved. Hence the interaction
between liquid and gas is calculated in a correct way. In the 1D code several droplet classes
are used. For each class, conservation equations are solved for droplet diameter, droplet tem-
perature as well as for continuity and momentum of the liquid and the gaseous phase. The
source terms between the phases are embedded conservatively into the spray region of the 3D
code. In the 3D code only the gaseous phase is calculated. Chemical source terms as well as
local gas temperatures and mixture compositions are interactively returned to the 1D code as
boundary conditions. In the presence of swirl, the deﬂection of the spray region is modelled by
a simple momentum balance. At a prescribed position the description of the spray is switched
from the 1D model to the stochastic particle technique.
Very good quantitative agreement is obtained between computed and measured penetration
lengths of liquid and vapour phase for oriﬁce-resolving meshes. Of course, the vapour phase
propagation calculated by the 3D code on coarse meshes is still dependent on the discretization
mesh. However, the spray structure in the 3D code converges with successive mesh reﬁnement
and becomes independent of the initial values of ambient turbulence. The mesh dependency of
typical used relatively coarse engine meshes is considerably reduced by the use of a length scale
limiter, whereby the calculated integral length scale is limited to the maximal physical length
scale - the spray diameter. Combining ICAS + length scale limiter spray structures similar to
the spray structure on oriﬁce-resolving mesh are obtained on relatively coarse meshes suited
for 3D engine calculations. Applicability of the ICAS technique for 3D engine calculations
with moving boundaries is demonstrated by a homogenous Diesel combustion strategy. Good
agreement between spray structure in 3D simulation and diagnostics in a single cylinder engine
with optical access has been found.
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1 Einleitung
1.1 Hintergrund
Der Wunsch nach Mobilita¨t entspricht einem Grundbedu¨rfnis des Menschen nach Fortbe-
wegung. Mobilita¨t ist Voraussetzung fu¨r die perso¨nliche Entfaltung und ein Schlu¨sselfaktor
unseres Wirtschaftssystems. Wa¨hrend der nun u¨ber hundert Jahre alten Geschichte des Auto-
mobils wurden die als Fahrzeugantrieb eingesetzten Brennkraftmaschinen sta¨ndig verbessert,
doch der Optimierungsprozeß ist bis heute noch nicht abgeschlossen.
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Abbildung 1.1: Zuku¨nftige Marktauf-
teilung nach Antriebsart [1].
Auf dem europa¨ischen PKW-Markt besitzt momentan
der konventionelle Ottomotor vor dem Dieselmotor und
dem DE-Ottomotor den gro¨ßten Anteil. In Abbildung
1.1 ist nach [1] eine Prognose der Marktaufteilung bis
zum Jahre 2015 dargestellt. Wie beim Dieselmotor
geht auch beim Ottomotor der Trend zur Direktein-
spritzung. Im Europa¨ischen Fahrzyklus ermo¨glicht
die Benzin-Direkteinspritzung einen Verbrauchsvorteil
von 15% [2], allerdings ist eine Abgasnachbehand-
lung mit Adsorberkatalysatoren erforderlich. Nach [3]
wird jedoch fu¨r den Ottomotor selbst bei Ausscho¨pfen
sa¨mtlicher Mo¨glichkeiten ein Verbrauchsnachteil von
10% gegenu¨ber dem DE-Dieselmotor bestehen bleiben.
In Nutzfahrzeugen dominiert der DE-Dieselmotor.
Die vorliegende Arbeit fokussiert auf den DE-Dieselmotor. Wa¨hrend der von Rudolph Diesel
1897 entwickelte Motor noch mit Lufteinblasung gearbeitet hat, wurde 1909 von der Firma
L’Orange der erste Vorkammer-Dieselmotor vorgestellt. Der der erste PKW-Serienmotor mit
Diesel-Direkteinspritzung wurde 1989 ausgeliefert. Die Vorteile der Direkt-Einspritzung resul-
tieren aus besserer Gemischaufbereitung durch ho¨here Einspritzdru¨cke. Common-Rail-Systeme
bieten zusa¨tzlich die Flexibilita¨t einer druckmodulierten oder getakteten Einspritzung. Da der
Dieselmotor durchweg mit Luftu¨berschuß betrieben wird, ist es nicht mo¨glich, konventionelle
3-Wege-Katalysatoren zu verwenden. Somit liegt der Schadstoﬀausstoß trotz Verwendung von
Rußﬁltern und Oxidationskatalysatoren deutlich u¨ber dem von homogenen Ottomotoren. Als
Mittel zur Reduktion der Rohemissionen werden ha¨uﬁg Abgasru¨ckfu¨hrung und Mehrfachein-
spritzung eingesetzt. Fu¨r Nutzfahrzeuge ko¨nnten in Zukunft die Diesel-Wasser-Einspritzung
oder die Einbringung von Ammoniak/Harnstoﬀ mo¨gliche Varianten zur Reduktion der Stick-
oxidemissionen sein. Weiterhin gibt es zur Zeit versta¨rkte Aktivita¨ten auf dem Gebiet der
schadstoﬀarmen ’homogenen Dieselverbrennung’.
Eine aktuelle Anforderung an moderne Hochleistungs-Dieselmotoren besteht darin, eine Op-
timierung der Parameter Leistung, Kraftstoﬀverbrauch, Gera¨usch- und Schadstoﬀemission zu
realisieren. Die anstehenden Verordnungen der Abgasgesetzgebung (siehe Abbildung 1.2) se-
hen drastische Reduktionen der Schadstoﬀe vor. So soll fu¨r PKW-Dieselmotoren im Rahmen
von EURO III im Jahr 2001 der Kohlenmonoxidausstoß von 1.0 auf 0.64 g/km, die Summe
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aus Stickoxiden und unverbrannten Kohlenwasserstoﬀen von 0.9 auf 0.56 g/km und Parti-
kelemissionen von 0.1 auf 0.05 g/km gesenkt werden. Zusa¨tzlich hat sich der Verband der
europa¨ischen Automobilhersteller (ACEA) gegenu¨ber der Europa¨ischen Komission verpﬂichtet,
den Flottenverbrauch (Berechnungsgrundlage sind sa¨mtliche abgesetzte Fahrzeuge des jewei-
ligen Automobilunternehmens) von 1995 bis 2008 um 25% zu senken. Betrachtet wird die pro
Kilometer emittierte Kohlendioxidmasse, die bis 2008 auf 140 g/km abgesenkt werden soll.
Der Kohlenmonoxid-Ausstoß korreliert direkt mit dem Kraftstoﬀverbrauch. Ein 3l-Fahrzeug
emittiert na¨herungsweise 90 g/km.
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Abbildung 1.2: Europa¨ische Abgas-Gesetzgebung.
Aufgrund der steigenden Anzahl von innermotorischen Freiheitsgraden und der angestreb-
ten Verku¨rzung der Entwicklungszeiten ist es unerla¨ßlich, in den Entwicklungsprozeß auch
Simulationswerkzeuge einzubinden. Null- und eindimensionale Realkreisprozeß- oder Ladungs-
wechselprogramme [4, 5] sind bereits fester Bestandteil der Entwicklungsprozeßkette. Gerade
die Schadstoﬀbildung ist ein lokaler Vorgang, der nur dreidimensional berechnet werden kann.
Durch enorm gesteigerte Rechnerleistung ist CFD (Computational Fluid Dynamics) ein Ent-
wicklungswerkzeug, das nicht nur ein besseres Versta¨ndnis der innermotorischen Prozesse
ermo¨glicht, sondern auch die Perspektive bietet, in na¨chster Zeit die Vorausberechnung des
Kraftstoﬀverbrauchs und der Schadstoﬀemissionen zu leisten. Ein besonderer Reiz liegt darin,
den gesamten Prozeß der motorischen Verbrennung inklusive Einspritzung, Verbrennung und
Schadstoﬀbildung zu modellieren und im Rechner abzubilden. Dies sollte ausschließlich auf
physikalischen Grundgesetzen basierend ohne ’tuning’-Parameter mo¨glich sein. Momentan ist
das Einsatzgebiet von CFD noch vorwiegend auf die Verbrennungsanalyse beschra¨nkt. Un-
sicherheiten in der Modellierung wichtiger Prozesse, sowie in der numerischen Beschreibung
erfordern die Anpassung von ’tuning’-Parametern. Um CFD auch schon in der fru¨hen Kon-
zeptphase einsetzen zu ko¨nnen, muß die Vorhersagefa¨higkeit der Modelle verbessert werden.
Wie in Abbildung 1.3 dargestellt ist, ist die dieselmotorische Verbrennung ein extrem kom-
plexer Vorgang, der aus vielen Einzelprozessen besteht, die wiederum von einer Vielzahl von
Einﬂußgro¨ßen abha¨ngen. Um eine zuverla¨ssige Simulation des Gesamtprozesses vom Ladungs-
wechsel u¨ber Gemischaufbereitung, Zu¨ndung und Wa¨rmefreisetzung bis zur Schadstoﬀbildung
zu erhalten, muß jeder Teilprozeß fu¨r sich sowie die Interaktionen und Wirkmechanismen zwi-
schen den Prozessen physikalisch korrekt modelliert und numerisch konsistent in den CFD-Code
implementiert werden.
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Abbildung 1.3: Einﬂußgro¨ßen und Prozesse der dieselmotorischen Verbrennung. Fu¨r eine
zuverla¨ssige Simulation des Betriebsverhaltens und der Schadstoﬀe mu¨ssen sa¨mtliche Prozesse
und Abha¨ngigkeiten im Modell erfaßt werden.
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1.2 Motivation und Aufbau der Arbeit
Fu¨r die Berechnung des Betriebsverhaltens und der Emissionen (NOx, Ruß) von Dieselmotoren
spielt die Modellierung des Einspritzstrahls eine wichtige Rolle, da die Simulation nachfolgender
Prozesse, wie Zu¨ndung, Verbrennung und Schadstoﬀbildung entscheidend von einer korrekten
Beschreibung der Prozesse im Einspritzstrahl abha¨ngt.
Das heute allgemein u¨bliche Verfahren zu Beschreibung von Sprays in motorischen Anwen-
dungen basiert auf der statistischen Mechanik, die aus rechentechnischen Gru¨nden mit einem
stochastischen Ansatz (Monte-Carlo-Verfahren) numerisch gelo¨st wird. Da dieses Verfahren
von der Anwendung her einfach und intuitiv ist, hat es sich in der Applikation allgemein durch-
gesetzt und ist in sa¨mtlichen kommerziellen CFD-Codes (z.B. ’FLUENT’, ’STAR CD’, ’FIRE’)
integriert.
Wie wir heute wissen, leidet dieses Verfahren unter ernsthaften mathematischen Schwierigkei-
ten, so daß sein sinnvoller Einsatz in Frage gestellt ist. Angeblich physikalische Modellpara-
meter interagieren derart mit der Numerik, daß sie zu unphysikalischen ’tuning’-Gro¨ßen dege-
nerieren. Numerisch besonders kritisch ist die Simulation der Prozesse im Du¨sennahbereich.
Trotz detaillierter Modelle sind 3D-Spraysimulationen nicht in der Lage, selbst globale Gro¨ßen
wie das Eindringverhalten der Strahlspitze und der Flu¨ssigphase vorauszuberechnen. Unter die-
sen Umsta¨nden wird die Simulation des Verbrennungsprozesses sehr zweifelhaft, da Zu¨ndung,
Verbrennung und Schadstoﬀbildung stark von der Gemischbildung beeinﬂußt werden.
In der vorliegenden Arbeit wird ein numerisch konsistentes Konzept zur Simulation der diesel-
motorischen Einspritzung vorgestellt. Ein wesentlicher Bestandteil ist das sog. ICAS-Modell
(’Interactive Cross-Section Averaged Spray’), das von Wan und Peters [6, 7] und Wan [108]
speziell fu¨r die Berechnung der Hochdruck-Dieseleinspritzung entwickelt worden ist. Die in Eu-
ler’scher Beschreibung abgeleiteten Transportgleichungen werden u¨ber den Strahlquerschnitt
integriert und eindimensional in Ausbreitungsrichtung gelo¨st. Dieses 1D-Strahlmodell wird
interaktiv mit dem 3D-Code KIVA-3V gekoppelt. Hinreichend weit weg vom Du¨senloch wird
auf das dreidimensionale stochastische Strahlmodel umgeschaltet. Dieses neue Konzept hat
sich bereits auch fu¨r motorische Anwendungen als geeignet erwiesen (Kru¨ger et al. [8, 9]).
Explizit nicht Inhalt der Arbeit ist die Entwicklung neuer physikalischer Modelle.
In Kapitel 2 wird eine U¨bersicht u¨ber die Prozesse im Strahl gegeben. Aufgrund der sehr großen
Vielfalt von Modellierungsansa¨tzen mit teilweise sehr verschiedenem Detaillierungsgrad werden
Kriterien zur Auswahl einer sinnvollen Modellierungstiefe deﬁniert. Die Pha¨nomenologie von
dieselmotorischen Einspritzstrahlen wird in Kapitel 3 vorgestellt. Der konventionelle stocha-
stische Ansatz wird in Kapitel 4 diskutiert. Anhand von Beispielen werden die Schwa¨chen des
Modells dargelegt und die Gru¨nde ero¨rtert. In Kapitel 5 wird das ICAS-Konzept vorgestellt
und in Kapitel 6 anhand verschiedener Beispiele validiert. Die Anwendbarkeit wird sowohl fu¨r
Einspritzungen in Hochtemperaturkammern als auch in motorischer Geometrie mit bewegtem
Kolben demonstriert. Trotz der erzielten sehr guten Ergebnisse stellt die Eindimensionalita¨t
des Strahlmodells eine gewisse Einschra¨nkung dar. Ein mo¨gliches, weiterfu¨hrendes Konzept
wird in Kapitel 7 diskutiert. Die Arbeit schließt mit der Zusammenfassung und dem Ausblick
in Kapitel 8.
2 Literaturu¨bersicht
Bei der dieselmotorischen Gemischbildung wird ﬂu¨ssiger Kraftstoﬀ unter hohem Druck in den
Brennraum eingespritzt. Nach dem Zersta¨ubungsvorgang liegen viele kleine Kraftstoﬀtropfen
vor, die dann durch Verdampfung in die Gasphase u¨bergehen. Es handelt sich dabei um ein sehr
komplexes Problem. Fu¨r die korrekte Beschreibung der Interaktion zwischen Flu¨ssigkeit und
Gasphase mu¨ssen alle relevanten Austauschprozesse wie Massen-, Impuls- und Energietransfer
modelliert werden. In Bereichen, in denen einen hohe Flu¨ssigkeitsdichte vorliegt, mu¨ssen
Kollisions- und Koaleszenzeﬀekte beru¨cksichtigt werden. Dies ist speziell im Du¨sennahbereich
der Fall. Hohe Relativgeschwindigkeiten erfordern die Modellierung von Tropfenverformung
und Tropfenzerfall. Aufgrund des Fehlens experimenteller Daten u¨ber die Strahlstruktur im
optisch nicht zu durchdringenden Du¨sennahbereich ist dort die Modellbildung schwierig. Neben
der Modellierung der relevanten physikalischen Prozesse spielt auch die numerische Behandlung
der Zweiphasenstro¨mung eine wichtige Rolle.
2.1 Mathematische Beschreibung der Flu¨ssigphase
Zuna¨chst ist es erforderlich, die vorliegende Zweiphasenstro¨mung zu charakterisieren. Es kann
zwischen dichtem Spray (’dense spray’), dessen Dynamik hauptsa¨chlich durch Kollisionen der
Teilchen bestimmt wird, und du¨nnem Spray (’dilute spray’) in dem aerodynamische Eﬀekte
u¨berwiegen, unterschieden werden. Eine wichtige Gro¨ße stellt dabei die Volumenfraktion α
dar, die aus dem Flu¨ssigkeitsvolumen Vfl und dem Gesamtvolumen Vges gebildet wird:
α =
Vfl
Vges
(2.1)
Bei α handelt es sich zwar um eine sehr anschauliche Gro¨ße, eine quantitative Grenze fu¨r
den U¨bergang der Regimes vorzugeben fa¨llt jedoch schwer. Ein im mathematischen Sinne
strengeres Kriterium wurde von Crowe [10, 11] abgeleitet, der dazu die Stokes-Zahl verwendet:
St =
τa
τk
=
‖!utr‖ τa
λk
(2.2)
Sie wird aus der aerodynamischen Relaxationszeit τa und der mittleren Zeit zwischen zwei
Tropfenkollisionen τk gebildet. Unter Zuhilfenahme der Tropfengeschwindigkeit utr kann die
Stokes-Zahl auch als Verha¨ltnis von Wegla¨ngen gebildet werden, wobei λk eine Art mittlere
freie Wegla¨nge zwischen Sto¨ßen in Analogie zur kinetischen Gastheorie darstellt. Ein dichtes
Spray liegt bei St > 1 vor, wa¨hrend ein du¨nnes Spray bei St < 1 gegeben ist.
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2.2 Spraymodelle
Grundsa¨tzlich ist eine Grobunterscheidung in LHF- (’locally homogeneous ﬂow’) und SF-
Modelle (’separated ﬂow’) mo¨glich:
1. LHF (’locally homogeneous ﬂow’)
’Homogene Stro¨mung’ ist hier auf das dynamische Gleichgewicht bezogen, d.h. eine Rela-
tivbewegung zwischen Tropfen und Gasphase ist nicht vorhanden. Die Berechnung erfolgt
in Analogie zum Einphasenﬂuid variabler Dichte. Thermodynamisches Gleichgewicht muß
dabei allerdings nicht notwendigerweise bestehen.
2. SF (’separated ﬂow’)
Im Gegensatz zu den sehr restriktiven Annahmen der LHF-Modelle erlauben die SF-Modelle
Massen-, Impuls- und Energieaustausch zwischen den Phasen. In Abbildung 2.1 sind ver-
schiedene Mo¨glichkeiten der mathematischen Beschreibung dargestellt. Da bereits die Gas-
stro¨mung aus Rechenzeitgru¨nden nur noch statistisch beschreibbar ist, scheidet eine direkte
deterministische Simulation von Tropfenensembles aus. Selbst eine direkte numerische Si-
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Abbildung 2.1: Mo¨glichkeiten der mathematischen Beschreibung der Flu¨ssigphase.
mulation ko¨nnte jedoch aufgrund des Nichtwissens u¨ber die mikroskopischen Anfangs- und
Randbedingungen einerseits und der extremen Nichtlinearita¨t der Gleichungen andererseits
sinnvolle Ergebnisse nur im statistischen Sinne erzeugen. Die Statistik wird durch eine
Wahrscheinlichkeitsverteilung eines Vielteilchensystems
ψ(!x, !utr, rtr, Ttr, t) =
d8N
dx3 du3tr drtr dTtr
(2.3)
im (mindestens) 8-dimensionalen Phasenraum (3 Ortskoordinaten !x, 3 Geschwindigkeitsko-
ordinaten !utr, Radius rtr, Temperatur Ttr, Tropfenanzahl N) abgebildet. Je nach physikali-
scher Modellierungstiefe lassen sich noch weitere Freiheitsgrade einfu¨hren (z.B. Schwin-
gungszustand). Die Dynamik der Wahrscheinlichkeitsverteilung des Vielteilchensystems
wird durch die ’spray equation’ beschrieben, die von Williams [12] vorgeschlagen wurde. Je-
des einzelne Teilchen ist dabei kontinuierlichen Prozessen (z.B. Verdampfung, Abbremsung)
unterworfen, es ko¨nnen aber auch Stoß-, Zerfalls- und Koagulationsprozesse auftreten.
∂ ψ
∂ t
+∇$x · (ψ !utr) +∇$utr · (ψ !F ) +
∂ (ψR)
∂ rtr
+
∂ (ψ T˙tr)
∂ Ttr
= f˙bre + f˙col (2.4)
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Dabei entspricht !F der Widerstandskraft und R bzw. T˙tr der zeitlichen A¨nderung von
Tropfenradius und Tropfentemperatur. In f˙bre und f˙col sind Tropfenzerfall und Tropfen-
kollisionen abgebildet, bei denen die Anzahl der Tropfen nicht erhalten bleibt. Die ’spray
equation’ ist mit der Boltzmanngleichung der Gasdynamik verwandt, sie beinhaltet jedoch
mehr unabha¨ngige Variablen und kompliziertere Terme auf der rechten Seite. Boltzmann
verwendete diese Gleichung urspru¨nglich in einer Formulierung fu¨r Atome und Moleku¨le,
d.h. auf Basis einer reversiblen mikroskopischen Dynamik.
Analytisch kann die ’spray equation’ nur unter restriktiven Annahmen gelo¨st werden. Nu-
merisch existieren zwei vom Prinzip her verschiedene Mo¨glichkeiten, die ’spray equation’
zu lo¨sen: das diskrete Tropfen Modell, das die Flu¨ssigphase in Lagrange’scher Betrach-
tungsweise in tropfenfesten Koordinaten beschreibt und die Zwei-Fluid Methode, welche
die Flu¨ssigkeit in Euler’schen, ortsfesten Koordinaten als kontinuierliches Fluid berechnet.
a) DDM (’discrete droplet model’)
In diesem Modell wird die ’spray equation’ durch Einfu¨hrung numerischer Partikel gelo¨st.
Crowe et al. [13] pra¨gten fu¨r diese Partikel den Ausdruck ’parcels’. Das ’parcel’-Ensemble
repra¨sentiert das Tropfen-Ensemble, wobei die ’parcel’-Masse das statistische Gewicht
darstellt. Bei kontinuierlichen dynamischen Prozessen verhalten sich diese ’parcels’ wie
Tropfen. Dabei wird die Tatsache ausgenu¨tzt, daß die ’spray equation’ sowohl die statisti-
sche Beschreibung des urspru¨nglichen Tropfen-Ensembles als auch des ’parcel’-Ensembles
liefert. Die Anzahl der ’parcels’ ist von der Anzahl der Tropfen vo¨llig unabha¨ngig und
sollte allein aus U¨berlegungen der statistischen Konvergenz heraus bestimmt werden. Je
nach Behandlung der Turbulenzinteraktion ist eine weitere Unterteilung mo¨glich:
• DSF (’deterministic SF’)
Turbulenzeﬀekte werden nicht beru¨cksichtigt. Die Tropfenausbreitung wird aus-
schließlich durch das gemittelte Stro¨mungsfeld bestimmt.
• GDSF (’gradient diﬀusion SF’)
Der Einﬂuß der Turbulenz wird u¨ber eine angenommene eﬀektive Diﬀusivita¨t mo-
delliert. Ha¨uﬁg wird der Diﬀusionskoeﬃzient der Gasphase fu¨r die Flu¨ssigphase
u¨bernommen, was jedoch nur fu¨r dynamisch streng gekoppelte Zweiphasensysteme
zula¨ssig ist.
• SSF (’stochastic SF’)
In dieser von Dukowicz [14] vorgeschlagenen Methode erfolgen alle Prozesse, deren
deterministischer Charakter auf ’parcel’-Ebene nicht aufgelo¨st werden kann, stocha-
stisch, d.h. mittels Monte-Carlo-Simulation. Dazu za¨hlen Interaktion mit Turbulenz,
Tropfenbildung an der Du¨se und Kollisionen zwischen Tropfen. Dieses auch als sto-
chastisches Strahlmodell bezeichnete Verfahren stellt zur Zeit das Grundgeru¨st fu¨r
die Berechnung der dieselmotorischen Gemischbildung dar. Anhand einiger Beispiele
wird dieses Verfahren ausfu¨hrlich in Kapitel 4 diskutiert.
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b) CDM (’continuous droplet model’)
Tropfen und Gasphase werden als sich durchdringende Kontinua betrachtet. Die Ent-
wicklung der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ψ wird durch Diskretisierung des 8-
dimensionalen Phasenraums (!x, !utr, rtr, Ttr) direkt berechnet. Das Diskretisierungsgitter
bleibt dabei im Phasenraum ortsfest. Dieses Problem ist extrem hochdimensional: wu¨rde
man jede der 8 Dimensionen nur in 10 Stufen diskretisieren und das reichte zumindest
fu¨r Ort und Geschwindigkeit bei weitem nicht aus, so erga¨ben sich insgesamt 100 Millio-
nen Punkte. Aufgrund der aus Rechenzeitgru¨nden zwangsla¨uﬁg groben Diskretisierung
verha¨lt sich dieses auch als ’full spray equation method’ bezeichnete Lo¨sungsverfahren
numerisch sehr diﬀusiv. Die ’spray equation’ ist somit in ihrer direkten Euler’schen d.h.
im 8-dimensionalen Phasenraum ortsfesten Formulierung auch in weiterer Zukunft nicht
numerisch lo¨sbar. Eine alternative Beschreibung ist zentraler Teil dieser Arbeit und wird
in Kapitel 5.2 vorgestellt. Darin wird die ’spray equation’ im Ortsraum (!x) in Euler’schen
und der Phasenraum (!utr, rtr, Ttr) in Lagrange’schen Koordinaten diskretisiert.
2.3 Erhaltungsgleichungen fu¨r turbulente Gasstro¨mung
Die im KIVA-Code [15] implementierten Erhaltungsgleichungen fu¨r die turbulente Gasstro¨mung
wurden nicht vera¨ndert und sollen hier nur der Vollsta¨ndigkeit halber aufgelistet werden. Da
bei Verbrennungsprozessen typischerweise große Dichteschwankungen auftreten wird in KIVA
eine dichtegewichtete Ensemble-Mittelung vorgenommen:
Kontinuita¨t:
∂ ρ¯
∂ t
+∇ ·
(
ρ¯ !˜u
)
= ρ˙s (2.5)
Spezies
∂ ρ¯ Y˜i
∂ t
+∇ ·
(
ρ¯ !˜u Y˜i
)
= ∇ ·
[
ρ¯ De∇ Y˜i
]
+ ρ˙ci + ρ˙
s
i (2.6)
Impulserhaltung
∂ ρ¯ !˜u
∂ t
+∇ ·
(
ρ¯ !˜u
t
!˜u
)
= −∇ p− 2
3
∇
(
ρ¯ k˜
)
+∇ · σ + F˙ s (2.7)
Innere Energie
∂ ρ¯i˜
∂ t
+∇ ·
(
ρ¯ !˜u i˜
)
= −p∇ · !˜u−∇ · !J + ρ¯ ˜+ Q˙c + Q˙s (2.8)
Turbulenzenergie
∂ ρ¯ k˜
∂ t
+∇ ·
(
ρ¯ !˜u k˜
)
= −2
3
ρ¯ k˜∇ · !˜u+ σ : ∇ !˜u+∇ ·
[
µ
Prk
∇ k˜
]
− ρ¯ ˜+ W˙ s (2.9)
Dissipationsrate
∂ ρ¯ ˜
∂ t
+∇·
(
ρ¯ !˜u ˜
)
= −
(
2
3
c1 − c3
)
ρ¯ ˜∇·!˜u+∇·
[
µ
Pr
∇ ˜
]
+
˜
k˜
[
c1 σ : ∇ !˜u− c2 ρ¯ ˜+ cs W˙ s
]
(2.10)
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Kraftstoﬀverdampfung ist in der Kontinuita¨tsgleichung sowie der Speziesgleichung fu¨r Brenn-
stoﬀ durch ρ˙s beru¨cksichtigt. Auch die Energieerhaltungsgleichung entha¨lt einen Quellterm
Q˙s durch Tropfenverdampfung. Der Impulsaustausch zwischen ﬂu¨ssiger und gasfo¨rmiger Pha-
se geht durch F˙ s in die Impulserhaltung ein. Turbulente Dispersion der Tropfen wird durch
W˙ s in den Gleichungen fu¨r turbulente kinetische Energie und Dissipationsrate beru¨cksichtigt.
Fu¨r die Form der Sprayquellterme wird auf [15] verwiesen. Chemische Umwandlungsprozesse
sind verbunden mit Stoﬀ- und Wa¨rmeumsetzung, die in den Gleichungen fu¨r Spezieserhaltung
durch ρ˙ci und der Energiegleichung durch Q˙
c enthalten sind.
Zur Schließung des Gleichungssystems kommen noch einige Beziehungen hinzu. Es wird ein
ideales Gasgemisch vorausgesetzt
p
ρ
=
R
Mm
T (2.11)
Der Newton’sche Spannungstensor σ hat die Form:
σ = µ
[
∇ !˜u+
(
∇ !˜u
)t]− 2
3
µ∇ · !˜u δij (2.12)
Die dynamische Viskosita¨t ist die Summe aus dem laminaren und turbulenten Anteil:
µ = µl + µt (2.13)
Die laminare Viskosita¨t wird u¨ber die Sutherland-Formel berechnet, wa¨hrend die turbulente
Viskosita¨t sich aus den Turbulenzgro¨ßen ergibt
µl =
A1 T
3
2
T + A2
µt = cµ
k˜2
˜
(2.14)
Der Wa¨rmeﬂussvektor J setzt sich aus Wa¨rmeleitung und Enthalpiediﬀusion zusammen:
J = −λ∇T − ρ¯ De
∑
i
hi∇ Y˜i (2.15)
In Tabelle 2.1 ist der in KIVA [15] verwendete Konstantensatz des Turbulenzmodells aufge-
listet.
cµ c1 c2 c3 Prk Pr cs
0.09 1.44 1.92 -1.0 1.0 1.3 1.5
Tabelle 2.1: Konstanten des Turbulenzmodells in KIVA [15].
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2.3.1 Modifikation der Konstanten im k--Modell
Fu¨r die Berechnung der dieselmotorischen Gemischbildung ist es von zentraler Bedeutung, die
Aufweitung des Strahls durch turbulente Scherung richtig zu berechnen. Wie in Abschnitt 3
diskutiert wird, steht die Aufweitung des Strahls in direktem Zusammenhang mit dem Eindring-
verhalten. Die dabei ablaufenden Mechanismen sind in Diesel- und Gasfreistrahlen a¨hnlich.
Simulationen des gegenu¨ber dem Dieselstrahl physikalisch einfacheren Gasfreistrahls (einphasi-
ges Problem) haben jedoch gezeigt ([16, 17, 18]), daß die turbulente Aufweitung bei ruhender
Umgebung mit k-- und Reynoldsspannungsmodellen um bis zu 30% u¨berscha¨tzt wird.
In der Literatur sind verschiedene Lo¨sungsansa¨tze bekannt, die vorwiegend auf einer Modiﬁ-
kation der Konstanten im Turbulenzmodell beruhen.
McGuirk und Rodi [19] : C1 = 1.14− 5.31
y1/2
Ucl
dUcl
d x
(2.16)
Morse [20] : C1 = 1.4− 3.4
(
k

∂ U
∂ x
)3
cl
(2.17)
Launder et al. [21] : C2 = 1.92− 0.667
(
y1/2
2Ucl
[∣∣∣∣∣dUcld x
∣∣∣∣∣− dUcld x
])0.2
(2.18)
Dabei entspricht Ucl der Geschwindigkeit auf der Strahlachse und y1/2 der Entfernung von der
Strahlachse, bei der die Geschwindigkeit auf die Ha¨lfte von Ucl abgesunken ist. Fu¨r runde Frei-
strahlen fu¨hren die Beziehungen (2.16) und (2.17) auf einen konstanten Wert fu¨r C1 = 1.6.
Nach Pope [18] sind diese Modiﬁkationen jedoch nicht allgemeingu¨ltig anwendbar. Sein Kri-
tikpunkt ist die Auswirkung einer A¨nderung der Strahlachsengeschwindigkeit auf den gesamten
            
Abbildung 2.2: Gegenu¨berstellung verschiede-
ner Modiﬁkationen im k--Modell nach Dally
[17] im Vergleich zum experimentellen Ergeb-
nis eines Propan-Freistrahls von Schefer [22].
Strahl ohne Zeitverzo¨gerung. Die Anwendung
der Modiﬁkationen ist auf runde Freistrah-
len beschra¨nkt; fu¨r abgelo¨ste Stro¨mungen,
Staupunktstro¨mungen oder ebene Scher-
stro¨mungen sind sie nicht gu¨ltig. Fu¨r diesel-
motorische Anwendungen spielen gerade diese
Stro¨mungsformen (Drall, abgelo¨ste Stro¨mung
um Ventilteller, Strahl triﬀt auf Wand) ei-
ne wichtige Rolle und mu¨ssen korrekt durch
das Turbulenzmodell abgebildet werden. Zur
Lo¨sung dieses Problems schla¨gt Pope [18]
vor, den Eﬀekt der Skalenreduktion auf-
grund der Streckung der turbulenten Wir-
belro¨hren durch das gemittelte Stro¨mungsfeld
zu beru¨cksichtigen. Die Ableitungen von Po-
pe resultieren in einem zusa¨tzlichen Dissipa-
tionsterm in der -Gleichung.
In der vorliegenden Arbeit wird Janicka und Peters [23] folgend, die Konstante c1 = 1.52
gesetzt. Die Wahl dieser Konstante erfolgte rein willku¨rlich und stellt in gewisser Hinsicht
einen Mittelwert zwischen dem Konstantensatz des k− -Modells in KIVA und dem fu¨r runde
Gasfreistrahlen vorgeschlagenen Wert von c1 = 1.6 dar.
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2.4 Du¨seninnenstro¨mung
Fu¨r die Gemischaufbereitung spielt die Du¨seninnenstro¨mung eine sehr wichtige Rolle. Aufgrund
großer La¨ngenskalenunterschiede der Du¨seninnenstro¨mung und der Stro¨mung im Brennraum
ist aus Rechenzeitgru¨nden keine gemeinsame 3D-Simulation mo¨glich. Allerdings kann eine ent-
koppelte, d.h. am Lochaustritt aufho¨rende Berechnung durchgefu¨hrt werden. Die Simulation
der Gemischbildung hingegen beginnt erst am Spritzlochaustritt mit aufgepra¨gten Randbedin-
gungen durch die Du¨seninnenstro¨mung, die sich folgendermaßen klassiﬁzieren lassen:
1. Integrale Stro¨mungsgro¨ßen
2. Lokale Stro¨mungsgro¨ßen
3. Kavitationseﬀekte und Turbulenzeﬀekte
Mit integralen Gro¨ßen sind der u¨ber das Spritzloch auﬁntegrierte Massen- und Impulsstrom
gemeint, die maßgeblich die Strahlausbreitung bestimmen. Unter der Annahme einer zweipha-
sigen Stro¨mung (ﬂu¨ssiger Kraftstoﬀ und Kraftstoﬀdampf bzw. ausgegaste Luft) la¨ßt sich der
integrale Massen- und Impulsstrom in allgemeiner Form schreiben als
m˙ =
∫
A
∑
g,fl
ui ρi αi dA = ρfl ueff,0Aeff
I˙ =
∫
A
∑
g,fl
u2i ρi αi dA = ρfl u
2
eff,0Aeff (2.19)
Dabei sind ui, ρi und αi die Geschwindigkeit, die Dichte des Reinstoﬀs und der Volumenanteil
der einzelnen Phasen. Als Randbedingung fu¨r die Simulation der Gemischbildung wird im
Spritzloch ein ’eﬀektives’ Geschwindigkeitsproﬁl vorgegeben.
Z
xufl ϕ
Achse Düsenloch
x
effektives Profil
mittleres
Profil
reales Profil
Aeff
geoA
u fl
u fl
u eff
Abbildung 2.3: Darstellung des Geschwindigkeitsproﬁls am Austrittsquerschnitt des Spritz-
lochs. Zusa¨tzlich zum realen Proﬁl sind das mittlere Proﬁl (gleicher Massenstrom, geometri-
sche Lochﬂa¨che) und das ’eﬀektive’ Proﬁl (gleicher Massen- und Impulsstrom) eingezeichnet.
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Dieses in Abbildung 2.3 dargestellte Proﬁl hat bei einer gegenu¨ber der geometrischen Loch-
ﬂa¨che Ageo reduzierten Fla¨che vonAeff und konstanter Geschwindigkeit von ueff,0 den gleichen
integralen Massen- und Impulsstrom wie das reale Proﬁl. Die dabei relevanten Gro¨ßen werden
durch die dimensionslosen Kennzahlen Cd, Ca und Cv beschrieben:
Durchﬂußbeiwert : Cd =
u¯
uB
= Ca · Cv
Kontraktionsbeiwert : Ca =
Aeff
Ageo
Geschwindigkeitsbeiwert : Cv =
ueff,0
uB
=
I˙
m˙
u¯ =
m˙
ρfl Ageo
uB =
√
2∆p
ρfl
(2.20)
Nach Dumont et al. [24] besteht in der Verringerung der eﬀektiven Lochﬂa¨che und damit einer
erho¨hten Austrittsgeschwindigkeit die hauptsa¨chliche Wirkung der Kavitation. Der zeitauf-
gelo¨ste Massenstrom kann am Pumpenpru¨fstand meßtechnisch sehr genau bestimmt werden.
Der Impulsstrom ist jedoch nur indirekt u¨ber ungenaue Messungen im Strahl zuga¨nglich. Da-
bei wird aus einer mit Prallpla¨ttchen gemessenen Kraft und nachfolgender Integration u¨ber
den Strahlquerschnitt der ausstro¨mende Gesamtimpuls rekonstruiert (z.B. Siebers [25]).
Obwohl das lokale Stro¨mungsproﬁl nicht direkt als Randbedingung fu¨r die Gemischbil-
dung eingeht, kann ein stark inhomogenes Stro¨mungsproﬁl die tatsa¨chliche Spritzrichtung
gegenu¨ber der geometrisch vorgegebenen Richtung vera¨ndern. Durch 3D-Simulation der
Du¨seninnenstro¨mung sagen Wirth et al. [26] eine Vera¨nderung des in Abbildung 2.3 darge-
stellten Ho¨henwinkels ϕ bei unverrundeten Sitzlochdu¨sen von u¨ber einem Grad voraus. Dieser
Eﬀekt konnte in Filmaggregataufnahmen [27] besta¨tigt werden. Da der Auftreﬀpunkt des
Strahls auf der Muldenkante großen Einﬂuß auf das Brennverfahren hat, muß in der 3D-
Simulation der Ho¨henwinkel empirisch angepaßt werden.
Aufgrund großer Druckunterschiede spielen in Dieselinjektoren Kavitationspha¨nomene eine
wichtige Rolle. Kavitation kann grundsa¨tzlich sowohl negativ wie positiv wirken. Negati-
ve Erscheinungen sind Kavitationsscha¨den an begrenzenden Oberﬂa¨chen durch Erosion so-
wie Gera¨uschentwicklung. Kavitation bewirkt jedoch auch eine eﬀektivere Zersta¨ubung und
damit eine bessere Gemischaufbereitung. In Dieselinjektoren ist die hydrodynamische Kavi-
tation maßgeblich, bei der durch Umlenkung der Stro¨mung und den daraus resultierenden
Druckgradienten Gasbildung an vorhandenen Kavitationskeimen stattﬁndet. Bei Dampfka-
vitation verdampft der Kraftstoﬀ durch lokale Unterschreitung des Dampfdrucks pD. Bei
gegenu¨ber dem Dampfdruck ho¨heren Dru¨cken ist noch sog. Gaskavitation mo¨glich. Dabei
fa¨llt im Kraftstoﬀ gelo¨ste atmospha¨rische Luft bei Unterschreitung der Lo¨slichkeitsgrenze und
resultierender U¨bersa¨ttigung der Flu¨ssigkeit aus. Kavitationsscha¨den sind die Folge extrem
hoher Druckspitzen bei Implosion der Kavitationsblasen. Nach Parsons und Cook [28] kann
der Implosionsdruck weit u¨ber 10000 bar liegen. Erreichen Kavitationsblasen den Lochaustritt,
ﬁndet die Blasenimplosion außerhalb des Injektors statt. Bode [29] zeigte, daß vom Strahlrand
abgelo¨ste Ligamente mit der Kavitation in der Du¨se zusammenha¨ngen.
2.4 Du¨seninnenstro¨mung 13
2.4.1 Integrale Beschreibung
Punkt 1
Punkt c Punkt 2
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Dampfgebiet
Abbildung 2.4: ’Vena Contracta’ im Spritz-
locheinlauf durch Kavitationsgebiete
Dieser Ansatz zielt auf eine analytische
Bestimmung des integralen Massen- und
Impulsstroms, bzw. der dimensionslosen
Beiwerte aus Gleichung (2.20) ab. Eine
Abscha¨tzung der Turbulenzintensita¨ten wird
im Abschnitt 2.5.1 diskutiert.
In der Literatur gibt es eine Vielzahl von
Du¨senmodellen. Gute U¨bereinstimmung
mit Meßwerten liefert das Modell von
Nurick [30] bzw. dessen Erweiterung von
Schmidt und Corradini [31]. Indem er die
Stro¨mungsvorga¨nge zwischen Punkt 1 und Punkt c (Abbildung 2.4) betrachtete, leitete
Nurick [30] eine Beziehung fu¨r den Massenstrom in kavitierenden Du¨sen ab:
m˙ = Ageo Cc
√
2 ρfl (p1 − pD) (2.21)
Dabei wird angenommen, daß die Stro¨mung zwischen Punkt 1 und Punkt c verlustfrei ist
und im Querschnitt c der Dampfdruck pD vorliegt, wobei nur die Fla¨che Ac = CcAgeo mit
Flu¨ssigkeit durchstro¨mt wird. Die Existenz lokal vorliegender Bernoulli-Geschwindigkeit wurde
durch Messungen in Glasdu¨sen von Chaves et al. [32] besta¨tigt. Der Kontraktionsbeiwert
Cc ist prima¨r von der Geometrie der Einlaufkante abha¨ngig und wurde von Lamb [33] bei
scharfkantigem Einlauf mit (Cc)r/d=0 = 0.61 angegeben. Nurick [30] verwendete die Beziehung
Cc =
[(
1
Cc
)2
r/d=0
− 11.4 r/d
]−1/2
(2.22)
mit dem Verha¨ltnis aus dem Radius der Einlaufkante r und dem Spritzlochdurchmesser d. Bei
r/d > 0.14 ist die Du¨se verlust- und kavitationsfrei und somit Cc = 1. Der so berechnete
Massenstrom ist unabha¨ngig vom Gegendruck p2. Dieser als ’Lochsperren’ bezeichnete Vor-
gang ist durch viele Experimente belegt (z.B. Souteriou et al. [34], Alajbegovic et al. [35]).
Der sich ergebende Durchﬂußbeiwert kann geschrieben werden als
Cd = Cc
√
K1 K1 =
p1 − pD
p1 − p2 =
(
Cd
Cc
)2
(2.23)
wobei K1 eine charakteristische Kenngro¨ße fu¨r das Einsetzen von Kavitation ist. Eine etwas
abgewandelte Formulierung wurde von Bergwerk [36] angegeben, die sich jedoch bei Ver-
nachla¨ssigung des Dampfdrucks aus K1 ableiten la¨ßt.
K2 =
p1 − p2
p2
≈ 1
1−K21
(2.24)
Bode [29] bestimmte die Grenze fu¨r das Einsetzen von Kavitation zu K2 = 5. Diese sog.
Kavitationszahlen sind ein Maß fu¨r den Widerstand der Stro¨mung gegen Kavitation.
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Fu¨r den U¨bergang von Punkt c und Punkt 2 (Abbildung 2.4) gibt es verschiedene
Mo¨glichkeiten. Ruiz [37] setzte am Spritzlochaustritt ein konstantes Geschwindigkeitsproﬁl
voraus und berechnete daraus den Impulsverlust der Stro¨mung durch Wandreibung. In einem
von Schmidt [31] propagierten Ansatz werden Wandschubspannungen komplett vernachla¨ssigt,
was fu¨r moderne Dieselinjektoren mit moderatem l/d sinnvoll erscheint. Die integrale Impuls-
bilanz liefert
I˙ = 2Cc (p1 − pD)Ageo + (pD − p2)Ageo (2.25)
A¨nderungen im Stro¨mungsproﬁl zwischen Punkt c und Punkt 2 sind implizit erfaßt. Fu¨r die
eﬀektive Geschwindigkeit bzw. die eﬀektive Fla¨che entsprechend Gleichung (2.20) ergibt sich
ueff,0 =
2Cc p1 − p2 + (1− 2Cc) pD
Cc
√
2 ρfl (p1 − pD)
Aeff =
2C2c (p1 − pD)
(2Cc p1 − p2 + (1− 2Cc) pD) Ageo (2.26)
Die Gleichungen (2.21) bis (2.26) sind nur fu¨r kavitierende Du¨sen anwendbar. Fu¨r K1 > 2
u¨berschreitet Aeff/Ageo den Wert eins, was Schmidt [31] als Grenze fu¨r die Gu¨ltigkeit der
Betrachtungen angibt. Die Annahme p = pD im engsten Querschnitt c ist dann nicht mehr
erfu¨llt. Bei dieselmotorischen Bedingungen liegt immer kavitierende Stro¨mung vor mit K1
nahe eins, was
Cd ≈ Ca ≈ Cc (2.27)
zur Folge hat. Der Kontraktionskoeﬃzient Cc ist stark abha¨ngig von der Du¨sengeometrie
(HE-Verrundung, Konizita¨t), jedoch nur schwach von p1 und p2. Somit kann Cc durch eine
einmalige Messung des Durchﬂusses und Gleichung (2.23) bestimmt werden.
2.4.2 3D-Modellierung
Fu¨r die Untersuchung lokaler Pha¨nomene, wie beispielsweise von Kavitationsscha¨den oder der
Form der Kavitationsgebiete im Spritzloch ist eine dreidimensionale Berechnung der kavitieren-
den Du¨seninnenstro¨mung erforderlich. Diagnostische Untersuchungen in optisch zuga¨nglichen
Dieselinjektoren in Realgeometrie sind erst seit kurzem verfu¨gbar (Badock [38]). Die Validie-
rung der Modellierungsansa¨tze konnte daher bisher nur eingeschra¨nkt durchgefu¨hrt werden.
Dumont et al. [24] teilten bestehende Simulationsansa¨tze in zwei Kategorien ein:
1. Modelle, welche die Oberﬂa¨che des Kavitationsgebiets verfolgen
2. Kontinuums-Modelle
In den Oberﬂa¨chenverfolgungsmodellen, wozu VOF-Modelle oder Level-Set Ansa¨tze za¨hlen,
wird die Oberﬂa¨che der Kavitationsgebiete berechnet. Liegt das Kavitationsgebiet als ge-
schlossenes Gebiet vor, sind diese Modelle gut applizierbar. Existieren jedoch viele einzelne
sehr kleine Blasen sind Verfolgungsmethoden aus Rechenzeitgru¨nden nicht geeignet. In den
Kontinuumsmodellen wird ein Fluid variabler Dichte betrachtet, welches sich aus vielen einzel-
nen Blasen zusammensetzt. Diese Modellvorstellung ist fu¨r moderate Dampf-Volumenanteile
denkbar, bei hohem Volumenanteil vereinigen sich die Kavitationsblasen und es liegt eher ein
Kavitationsﬁlm vor. Eine durchga¨ngige numerische Beschreibung beider Regimes existiert mo-
mentan nicht.
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Avva et al. [39] unterteilten die Kontinuums-Modelle in verschiedene Kategorien ein:
Kategorie Berechnungsverfahren
1 einphasige Berechnung; Kavitation liegt vor bei p ≤ pD; negative Dru¨cke
2 zweiphasige Berechnung, Schließung durch (ku¨nstlichen) Massenquellterm
3 zweiphasige Berechnung, barotrope Kopplung von Druck und Dichte
4 zweiphasige Berechnung, detaillierte Blasendynamik
Tabelle 2.2: Klassiﬁzierung von 3D-Berechnungsverfahren kavitierender Du¨seninnenstro¨mung
nach Avva et al. [39].
In Modellen der Kategorie 1 wird Kavitation nicht explizit modelliert. Stattdessen wird ange-
nommen, daß bei p ≤ pD ein Kavitationsgebiet vorliegt. Wie von Grogger und Alajbegovic
[40] gezeigt wird, ergeben sich sehr große negative Dru¨cke. In den letzten 3 Kategorien wird
die Stro¨mung als zweiphasiges Gemisch behandelt. Kavitation wird durch den Volumenanteil
der Gasphase quantiﬁziert, wodurch sich ein Fluid variabler Dichte ergibt. Die zusa¨tzliche
Kontinuita¨tsgleichung fu¨r den Dampfanteil wird in Kategorie 2 mit einem zu p − pD pro-
portionalen Quellterm geschlossen. Typische Modelle der Kategorie 3 sind die Ansa¨tze von
Schmidt [41], Kubota et al. [42] und das Modell von Chen und Heister [43]. Alle diese Mo-
delle gehen von nicht vorhandener Relativbewegung zwischen den Phasen aus. Schmidt [41]
nimmt in seinem Modell an, daß der Druck nur eine Funktion der Dichte ist. Damit ist die
Schließung der Transportgleichungen fu¨r Masse und Impuls des Zweiphasengemischs u¨ber die
Energiegleichung mo¨glich. Kubota et al. [42] sowie Chen und Heister [43] verwenden hierzu
die Rayleigh-Plesset Gleichung, welche die Blasenwachstumsgeschwindigkeit in Abha¨ngigkeit
des lokalen Drucks liefert:
r
∂2 r
∂ t2
+
3
2
(
∂ r
∂ t
)2
=
pD − p
ρfl
(2.28)
Der Massenquellterm ergibt sich aus dem Produkt der Blasenwachstumsgeschwindigkeit und
einer gescha¨tzten Keimdichte. Berechnungsverfahren der Kategorie 4 lo¨sen sowohl fu¨r die
Flu¨ssig- als auch fu¨r die Dampfphase einen kompletten Satz von Bewegungsgleichungen, d.h.
Relativbewegung zwischen den Phasen wird zugelassen. Ein derartiges Modell wurde von Alaj-
begovic et al. [35] vorgestellt. Zusa¨tzlich werden Transportgleichungen fu¨r eine gemeinsame
turbulente kinetische Energie und deren Dissipationsrate gelo¨st. Die Ergebnisse zeigen sehr gu-
te U¨bereinstimmung zwischen Simulation und diagnostischen Untersuchungen in Modelldu¨sen.
Dieses Modell ist auch im kommerziellen CFD-Code FIRE [44] integriert.
2.4.3 Modellauswahl
Liegen keine Messungen des integralen Massen- und Impulsstroms vor, wird eine Abscha¨tzung
gema¨ß Gleichung (2.26) vorgenommen. Der Beiwert Cc muß unter Einbeziehung der Geometrie
der Einlaufkante und des Fertigungsverfahrens gescha¨tzt werden. Meßwerte fu¨r r/d sind
kaum verfu¨gbar. In Abschnitt 6.5 wird eine stationa¨re FIRE-Rechnung der dreidimensionalen
Du¨seninnenstro¨mung pra¨sentiert.
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2.5 Tropfenzerfall
Fu¨r die dieselmotorische Gemischbildung spielt Tropfenzerfall eine wichtige Rolle, da maß-
gebliche Verdampfung erst bei hinreichend kleinen Tropfen einsetzt. U¨blicherweise wird eine
Untergliederung in Prima¨rzerfall und Sekunda¨rzerfall vorgenommen. Es existieren verschiedene
Ansa¨tze, eine Abgrenzung zwischen Prima¨r- und Sekunda¨rzerfall durchzufu¨hren:
1. Pha¨nomenologische Unterscheidung:
Prima¨rzerfall ist die Bildung von dispersen Tropfen bzw. Ligamenten aus dem kompakten
Flu¨ssigkeitsstrahl in der Du¨se. Unter Sekunda¨rzerfall wird der weitere (aerodynamische)
Zerfall der aus dem Prima¨rzerfall gebildeten Tropfen verstanden.
2. Unterscheidung nach den Wirkmechanismen:
Der treibende Mechanismus des Prima¨rzerfalls sind Eﬀekte aus der Du¨seninnenstro¨mung.
Dazu za¨hlen die Turbulenz der Du¨seninnenstro¨mung aber auch Kavitationseﬀekte. Fu¨r
den Sekunda¨rzerfall sind dann nur noch aerodynamische Vorga¨nge relevant, die nicht
aus der Du¨seninnenstro¨mung resultieren.
Beide Sichtweisen sind prinzipiell a¨hnlich. Sobald aus dem kompakten Flu¨ssigkeitsstrahl Trop-
fen gebildet werden, wird die aus der Du¨seninnenstro¨mung aufgepra¨gte Turbulenz in den Trop-
fen sehr schnell geda¨mpft. Weiterer Zerfall wird dann nur noch durch aerodynamische Eﬀekte
bewirkt. Eine Abscha¨tzung der drei wichtigsten Eﬀekte Strahlinstabilita¨ten, Zustro¨mturbulenz
und Kavitation wurde aufgrund experimenteller Untersuchungen von Reitz und Bracco [45]
vorgenommen. Demnach kann die Zustro¨mturbulenz nicht alleine der treibende Mechanismus
der Zersta¨ubung sein. Wenn im Experiment ein Schnurstrahl (’hydraulic ﬂip’) beobachtet
wird, ist die Du¨se kavitationsfrei. Ab einem bestimmten Grenzwert fu¨hrt Kavitation zwingend
zum Strahlzerfall. Allerdings kann Zersta¨ubung auch mit kavitationsfreien Du¨sen stattﬁnden.
Grundsa¨tzlich sind die Zerfallsmechanismen bei der dieselmotorischen Gemischbildung nach wie
vor nur wenig verstanden. Dies betriﬀt einerseits die Vorga¨nge im Nahbereich des Injektors,
aber auch die Zerfallsvorga¨nge bei hoher Tropfentemperatur nahe der kritischen Temperatur.
2.5.1 Mechanismen des Prima¨rzerfalls
Fu¨r den Prima¨rzerfall gibt es eine Vielzahl von Vorstellungen [46], von denen einige in Abbil-
dung 2.5 dargestellt sind.
a) b) c) d) e)
Abbildung 2.5: Vorstellungen des Prima¨rzerfalls nach Faeth [46].
In Abbildung 2.5 a) wird von einer Zersta¨ubung in feine Tropfen bereits direkt am
Du¨senaustritt ausgegangen. Der Strahl tritt fein dispers in Form von vielen kleinen Tropfen
aus, die erheblich kleiner sind als das Spritzloch. Der Prima¨rzerfall spielt sich dann, bedingt
durch Kavitationseﬀekte und starke Turbulenz der Stro¨mung bereits im Spritzloch ab. Neuere
optische Untersuchungen des Du¨sennahbereichs [47, 48, 49] zeigen, daß der Kraftstoﬀ den
Injektor bereits als eine Art scha¨umende Masse verla¨ßt (siehe Abbildung 2.6).
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Im in Abbildung 2.5 b) dargestellten Modell wird von der Bildung großer, spha¨rischer Tropfen
am Spritzlochaustritt ausgegangen, die dann aerodynamisch zerfallen. Es entwickelt sich ein
bi-polares Spektrum aus großen und extrem kleinen Tropfen. Dieses sog. ’blob’-Modell wird
            
Abbildung 2.6: Streulichtintensita¨t im
Du¨sennahbereich [47]. Der Kraftstoﬀ verla¨ßt
den Injektor als scha¨umende Masse, ein
intakter Flu¨ssigkern ist nicht erkennbar.
ha¨uﬁg als Startbedingung in 3D-Simulationen
verwendet. Wie in Abschnitt 4.3.2 noch
weiter ausgefu¨hrt wird, ist dies auch nu-
merisch motiviert. Das in Abbildung 2.5
c) gezeigte Modell wird als ’Intact-Core’-
Modell bezeichnet. Darin werden von einem
durch aerodynamische Kra¨fte nicht beeinﬂuß-
ten Flu¨ssigkeitskern Tropfen abgeschert. Die-
ses Modell ist in Abbildung 2.5 d) erweitert
worden, indem Stro¨mungsinstabilita¨ten den
Flu¨ssigkeitskern aufwellen und so gro¨ßere Li-
gamente abgeschert werden. In Abha¨ngigkeit
von der Anfachungsrate der Sto¨rungen kann
es auch zu plo¨tzlichem Zerfall des Strahlkerns kommen (Abbildung 2.5 e)). Den Modellen,
welche von einem zumindest teilweise intakten Flu¨ssigkeitskern ausgehen, liegt die Annahme
zugrunde, daß Kavitation keine bzw. eine untergeordnete Rolle spielt. Als Modellvorstellung
fu¨r moderne Dieselinjektoren eignen sie sich nicht.
Fu¨r die Einspritzung von Flu¨ssigkeit in ruhende Umgebung sind vier Zerfallsregimes experimen-
tell nach der La¨nge des intakten Flu¨ssigkeitskerns xB identiﬁziert worden, die in Abbildung
2.7 u¨ber der Einspritzgeschwindigkeit aufgetragen sind. Bei geringer Einspritzgeschwindigkeit
wird der Strahlzerfall durch kleine Sto¨rungen auf der Flu¨ssigkeitsoberﬂa¨che eingeleitet. Nach
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Abbildung 2.7: Im fu¨r die dieselmotorische
Gemischbildung relevanten Zersta¨ubungsbereich
existieren unterschiedliche Aufbruchla¨ngen nach
Hiroyasu et al. [50], [51] und Haenlein [52].
dem Regime des Abtropfens steigt die
Aufbruchsla¨nge mit steigender Einspritzge-
schwindigkeit linear an, um dann nach Er-
reichen eines Maximums wieder abzufallen.
Bei weiter steigender Einspritzgeschwindig-
keit u¨ber den ’First-Wind-Induced’ Bereich
hinaus existieren widerspru¨chliche Aussagen.
Haenlein [52] berichtet von einem leich-
ten Anstieg der Zerfallsla¨nge, gefolgt von
einem abrupten Abfall. Bei Hiroyasu et
al. [50, 51] dagegen erreicht sie bei ho-
her Einspritzgeschwindigkeit einen konstan-
ten Wert. Hiroyasu bezeichnet diesen im
Zersta¨ubungsregime liegenden Bereich als
’Complete Spray’. Nach Chigier und Reitz
[53] nimmt der Einﬂuß des Du¨senlochs mit
steigender Einspritzgeschwindigkeit zu. Der
Zerfall bei sehr hohen Einspritzgeschwindig-
keiten ist nur qualitativ verstanden. Es ist erwiesen, daß bei hohen Einspritzgeschwindigkeiten
das Design des Injektors großen Einﬂuß auf das Aufbruchsverhalten hat. Fu¨r Anwendungen, bei
denen mittels Hochdruckeinspritzung Materialien geschnitten werden, kann der Strahl durch
konstruktive Auslegung der Du¨se lange kompakt gehalten werden. Bei a¨hnlichen Einspritz-
dru¨cken in Dieselmotoren zerfa¨llt der Strahl bereits direkt am Spritzloch.
18 Literaturu¨bersicht
2.5.2 Modelle fu¨r den Prima¨rzerfall
Validierte Modelle fu¨r den Prima¨rzerfall unter dieselmotorischen Bedingungen sind bis heu-
te nicht verfu¨gbar. Dabei stellt die Ankopplung der Du¨seninnenstro¨mung die entscheidende
Schwierigkeit dar. Dies beinhaltet sowohl die durchga¨ngige Modellierung der physikalischen
Wirkmechanismen, aber auch die mathematisch-numerische Handhabung des U¨bergangs von
der kontinuierlichen Du¨seninnenstro¨mung zur dispersen Tropfenstro¨mung außerhalb der Du¨se.
Wichtige Kennzahlen fu¨r den Strahlzerfall sind:
Weber-Zahl Reynolds-Zahl Ohnesorge-Zahl
Weg =
ρg a u
2
rel
σfl
Refl =
ρfl a urel
µfl
Oh =
µfl√
ρfl a σfl
(2.29)
Die Weber-Zahl (Gasdichte ρg, charakteristische La¨nge a, Relativgeschwindigkeit urel, Ober-
ﬂa¨chenspannung σfl) ist das Verha¨ltnis aus Tra¨gheitskra¨ften der umgebenden Gasstro¨mung
und Kapillarkra¨ften aufgrund der Oberﬂa¨chenspannung. Die Reynolds-Zahl der Flu¨ssigkeit
(Flu¨ssigkeitsdichte ρfl, Viskosita¨t µfl) beschreibt das Verha¨ltnis aus Tra¨gheitskra¨ften und
Kra¨ften aufgrund der Za¨higkeit. Die Ohnesorge-Zahl ist eine daraus abgeleitete Kennzahl.
Die ’blob’-Methode
Nicht im strengen Sinne ein Modell fu¨r den Prima¨rzerfall ist die von Reitz und Diwakar [54]
vorgestellte ’blob’-Methode. Darin wird postuliert, daß Zersta¨ubung und sekunda¨rer Trop-
fenzerfall im Du¨sennahbereich nicht unterscheidbare Prozesse sind. Als numerische Randbe-
dingung am Injektor ko¨nnen folglich Tropfen (’blobs’) initialisiert werden, deren Gro¨ße dem
Du¨senlochdurchmesser entspricht. Dies korrespondiert mit der in Abbildung 2.5 b) darge-
stellten Vorstellung des Prima¨rzerfalls. Der Zerfall der ’blobs’ kann dann durch aerodynamische
Modelle des Sekunda¨rzerfalls beschrieben werden. Informationen aus der Du¨seninnenstro¨mung
gehen nicht ein. Die zerfallenden ’blobs’ halten sich in einem Kernbereich auf, dessen La¨nge
ungefa¨hr mit der Aufbruchsla¨nge xB vergleichbar ist. In diagnostischen Aufnahmen des
Du¨sennahbereichs (Abbildung 2.6) sind jedoch weder ein intakter Flu¨ssigkeitskern noch der-
art große Tropfen erkennbar. Eine Rechtfertigung liefern Reitz und Diwakar in [55]. Danach ist
das Tropfenspektrum nach dem du¨sennahen Prima¨rzerfallsbereich das Ergebnis eines Gleich-
gewichtsprozesses zwischen Tropfenzerfall und Tropfenkoaleszenz, wodurch Details der nicht
korrekt abgebildeten Atomisation nahe des Injektors durch Verschiebungen im Tropfenspek-
trum von selbst korrigiert werden.
Lineare Stabilita¨tsanalyse
Eine weitere Mo¨glichkeit der Beschreibung des Prima¨rzerfalls ist die lineare Stabilita¨tsanalyse
der Flu¨ssigkeitssa¨ule. Im wesentlichen wurde dieser Weg von Taylor [56], Levich [57], Sterling
und Sleicher [58] und Reitz [59] gegangen. Die Stabilita¨tsanalyse beru¨cksichtigt das Wachs-
tum anfa¨nglicher inﬁnitesimaler Sto¨rungen und beinhaltet die Wirkung von Tra¨gheitseﬀekten,
der Oberﬂa¨chenspannung, viskoser und aerodynamischer Kra¨fte. Die lineare Stabilita¨tsanalyse
fu¨hrt zur sog. Dispersions-Relation, die den Zusammenhang zwischen der Wachstumsrate ei-
ner Sto¨rung und deren Wellenla¨nge beschreibt.
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Es wird nun angenommen, daß die Wellenla¨nge mit der gro¨ßten Wachstumsrate den Strahlzer-
fall verursacht. Damit kann der dominierende Zerfallsmechanismus klassiﬁziert werden in einen
Bereich großer Wellenla¨ngen, die sich ohne a¨ußere Einﬂu¨sse ausbilden (Rayleigh), und in einen
infolge aerodynamischer Interaktion kurzwelligen Bereich (Wind-Induced und Zersta¨ubung),
in dem die instabilste Wellenla¨nge kleiner ist als der Strahldurchmesser. Dabei wirken zu-
nehmende Relativgeschwindigkeit und Gasdichte destabilisierend, wa¨hrend zunehmende Ober-
ﬂa¨chenspannung und Viskosita¨t den gegenteiligen Eﬀekt haben.
Reitz [60] legte Regressionskurven fu¨r die maximale Wachstumsrate Ω und der zugeho¨rigen
Wellenla¨nge Λ durch numerische Lo¨sungen der Dispersions-Relation:
Λ
a
= 9.02
(1 + 0.45 Oh0.5) (1 + 0.5 T 0.7)(
1 + 0.87 We1.67fl
)0.6
Ω
(
ρfl a
3
σfl
)0.5
=
0.34 + 0.38 We1.5g
(1 +Oh) (1 + 1.4 T 0.6)
(2.30)
Dabei entspricht Wefl = Weg ρfl/ρg der mit der Flu¨ssigkeitsdichte gebildeten Weber-Zahl
und T = OhWe0.5g der Taylor-Zahl.
Fu¨r niedrige Einspritzgeschwindigkeiten liefert die lineare Instabilita¨tsanalyse gut mit experi-
mentellen Untersuchungen u¨bereinstimmende Ergebnisse. Eﬀekte wie Wellendeformation oder
endlich große Amplituden ko¨nnen nicht erfasst werden. Wie bereits diskutiert wurde, nimmt
der Einﬂuß der Startbedingungen im Du¨senloch bei hohen Einspritzgeschwindigkeiten sehr stark
zu. Da die Instabilita¨tsanalyse am Du¨senloch von einem nur inﬁnitesimal gesto¨rten Strahl aus-
geht, ist sie grundsa¨tzlich nicht geeignet, den gerade fu¨r die dieselmotorische Gemischbildung
wichtigen Bereich der Zersta¨ubung quantitativ zu beschreiben.
Beru¨cksichtigung der Du¨seninnenstro¨mung
Neben stro¨mungsmechanischen Instabilita¨ten wird auch die Turbulenz der Zustro¨mung und
Kavitationseﬀekte maßgeblich fu¨r den Prima¨rzerfall verantwortlich gemacht. Huh und Gosman
[61] beru¨cksichtigten in ihrem Modell turbulente Eﬀekte, indem sie die Zeitskala des Zerfalls
τB als Linearkombination aus der Zeitskala des Wachstums von Instabilita¨ten τI und einer
Turbulenzzeitskala τt schreiben:
τB = B1τI +B2τt (2.31)
U¨ber eine Kraft- und Energiebilanz im Du¨senloch ergibt sich fu¨r die Turbulenzenergie kLoch
und deren Dissipationsrate Loch aus denen τ
0
t = kLoch/Loch berechnet werden kann.
kLoch =
u2eff
8 l/d
(
1
C2d
−Kc − 1
)
Loch =
K u
3
eff
2L
(
1
C2d
−Kc − 1
)
(2.32)
Dabei sind l und d Du¨senlochla¨nge und Durchmesser, Cd der Durchﬂußbeiwert und Kc und
K empirische Konstanten. Die Da¨mpfung der Turbulenz wurde durch eine mit der Zeit linear
wachsenden Zeitskala modelliert.
Einen a¨hnlicher Ansatz wurde auch von Tatschl et al. [62] verfolgt, die ihr Modell an eine
dreidimensionale Simulation der Du¨seninnenstro¨mung angekoppelt haben.
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2.5.3 Mechanismen des Sekunda¨rzerfalls
Auf die durch den Prima¨rzerfall gebildeten Tropfen wirken aerodynamische Kra¨fte, die den
Sekunda¨rzerfall verursachen. In Abbildung 2.8 sind Zerfallsmechanismen fu¨r den Se-
kunda¨rzerfall dargestellt, die einer Untersuchung von Pilch und Erdmann [63] entnommen
sind. Dabei werden fu¨nf Zerfallstypen unterschieden. Bei niedriger Weber-Zahl dominiert der
Schwingungszerfall (1), wobei der Tropfen mit seiner kleinsten Eigenfrequenz schwingt. Der
Tropfen zerfa¨llt in wenige, a¨hnlich große Fragmente. In Analogie zum Aufblasen einer Seifen-
blase verformt sich beim Blasenzerfall (2) der Tropfen zu einer Scheibe, die sich nach weiterer
Deformation zu einer Blase entwickelt. Der Zerfallsprozeß ergibt sich dann durch Platzen der
Membran. Der Keulenzerfall (3) ist dem Blasenzerfall sehr a¨hnlich. Zusa¨tzlich zur Membran
tritt hier eine Flu¨ssigkeitssa¨ule parallel zur Anstro¨mung auf, die dann in Ligamente zerfa¨llt.
Bei weiterer Erho¨hnung der Weber-Zahl vera¨ndert sich der Zerfallsmechanismus grundlegend
und es kommt zum Abscheren von Ligamenten vom Tropfenrand. Beim ’stripping’-Zerfall
(4) werden durch aerodynamische Anfachung kurzwelliger Sto¨rungen kleine Tropfen aus der
Flu¨ssigkeitsoberﬂa¨che herausgelo¨st. Dieser Zerfallsmechanismus entwickelt sich bei weiterer
Erho¨hung der Weber-Zahl zum ’catastrophic’-Zerfall (5), wobei der Tropfen kaskadenfo¨rmig
in immer kleinere Teile zerfa¨llt.
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Abbildung 2.8: Aerodynamische Zerfallsmechanismen nach Pilch und Erdmann [63].
Alle in der Literatur verfu¨gbaren experimentellen Daten zum Tropfenzerfall wurden durch
Einfu¨hren von Einzeltropfen in einen deﬁnierten Luftstrom gewonnen. Aufgrund des optisch
dichten Strahls im fu¨r Zerfallsprozesse relevanten Du¨sennahbereich sind Untersuchungen bei
dieselmotorischer Einspritzung nicht verfu¨gbar. Lokal in der Umgebung der Tropfen wird die
eingesaugte Umgebungsluft stark beschleunigt, wodurch sich die fu¨r die Weber-Zahl relevante
Relativgeschwindigkeit erheblich reduziert. Die Relevanz der Zerfallsmechanismen bei hoher
Weber-Zahl sind daher noch ungekla¨rt. Leider sind numerische Untersuchungen gerade im
Du¨sennahbereich auch nicht aussagekra¨ftig, da aufgrund fehlender Gitterauﬂo¨sung zu hohe
Relativgeschwindigkeiten berechnet werden, was in Kapitel 4.2.1 diskutiert wird. Patterson [64]
betonte die Wichtigkeit des ’catastrophic’-Zerfalls, allerdings wendete er die ’blob’-Methode
an, die aufgrund unphysikalisch großer Tropfen zu u¨berho¨hten Weber-Zahlen fu¨hrt.
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2.5.4 Modelle fu¨r den Sekunda¨rzerfall
Fu¨r den Sekunda¨rzerfall spielen die gleichen A¨hnlichkeitszahlen eine Rolle, wie fu¨r den aero-
dynamisch bewirkten Teil des Prima¨rzerfalls. So ﬁndet der Blasenzerfall bei vergleichbaren
Weber-Zahlen statt, wie der Strahlzerfall im Wind-Regime. Dies ist nicht u¨berraschend, da
die Weber-Zahl eine Kennzahl fu¨r die Relevanz von Tra¨gheitskra¨ften der umgebenden Gas-
stro¨mung und Kra¨ften aufgrund der Oberﬂa¨chenspannung ist, und diese Kra¨fte sowohl fu¨r
Prima¨r- und Sekunda¨rzerfall wichtig sind. Durch Auswertung experimenteller Ergebnisse wur-
de von Wallis [65] eine kritische Weber-ZahlWeg,krit deﬁniert, bis zu der kein aerodynamischer
Zerfall stattﬁndet:
Weg,krit = 12 (1 +Oh
0.72) (2.33)
Ein wesentlicher Wechsel des Zerfallsmechanismus in Abbildung 2.8 ﬁndet vom Blasen- zum
’stripping’-Zerfall statt, der von Nicholls [66] experimentell identiﬁziert wurde:
Zerfallsmechanismus Kriterium Zerfallszeit
Blasenzerfall Weg > 6.0 τB = D1
√√√√ρfl a3
8 σfl
’stripping’-Zerfall Weg/
√
Refl > 0.5 τB = D2
√
ρfl
ρg
a
urel
(2.34)
Die Zerfallszeiten τB mit den Konstanten D1 und D2 fu¨r den Grenzfall kleiner und großer
Weber-Zahlen ergeben sich auch aus einer Dimensionsanalyse. Die Reynolds-Zahl zur Be-
schreibung des ’stripping’-Zerfalls deutet darauf hin, daß der viskose Abschervorgang der do-
minante Mechanismus ist.
Im allgemeinen wird der Zerfall u¨ber ein logarithmisches Zerfallsgesetz beschrieben
d a
d t
= −a− rst
τB
(2.35)
Die stabile Tropfengro¨ße rst sowie die Zerfallszeit τB mu¨ssen modelliert werden.
Reitz und Diwakar
Ein in vielen kommerziellen Codes verwendetes Zerfallsmodell ist das Modell von Reitz und
Diwakar [55, 54]. In diesem Modell wird gema¨ß Nicholls [66] strikt zwischen dem Blasen- und
dem ’stripping’-Mechanismus unterschieden. Wa¨hrend Reitz und Diwakar in [55] von einem
schlagartigen Zerfall in stabile Einzeltropfen ausgehen, wird in [54] kontinuierlicher Zerfall
angenommen (siehe Gleichung (2.35)). Der stabile Tropfenradius rst wird aus den Gleichungen
Weg = 6.0 fu¨r Blasenzerfall bzw. Weg/
√
Refl = 0.5 fu¨r ’stripping’-Zerfall berechnet.
TAB
Ein anderer Ansatz wird im TAB-Modell (Taylor Analogy Breakup) verfolgt, das ebenfalls weit
verbreitet und beispielsweise in KIVA [15] implementiert ist. Taylor [68] schlug eine Analogie
zwischen schwingendem Tropfen und einem Feder-Masse-System vor. O’Rourke und Amsden
[69] erweiterten diesen Ansatz durch einen Viskosita¨tsterm, der die Tropfenschwingung da¨mpft.
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Dieser Ansatz la¨ßt sich mit der Amplitude y schreiben als
m · ∂2 y
∂ t2
+ d · ∂ y
∂ t
+ k · y = F (2.36)
wobei die Abha¨ngigkeiten fu¨r d, k und F gegeben sind durch
F
m
= KF
ρg u
2
rel
ρfl a
k
m
= Kk
σfl
ρfl a3
d
m
= Kd
µfl u
2
rel
ρfl a
(2.37)
Die a¨ußere Kraft F auf die Tropfenmassem ist der aerodynamischen Kraft auf die Tropfenober-
ﬂa¨che analog, wa¨hrend k der Oberﬂa¨chenspannungskraft entspricht und der Da¨mpfungsterm
d aus der Za¨higkeit der Flu¨ssigkeit resultiert. Die Modellkonstanten KF , Kk und Kd wurden
durch Abgleich mit Experimenten angepaßt. O’Rourke und Amsden [69] postulierten, daß der
Tropfenzerfall genau dann eintritt, wenn die Deformation des Tropfens y den Tropfenradius
u¨berschreitet. Wie bereits Taylor [68] betonte, existiert keine kritische Weber-Zahl, vielmehr
spielt die Vorgeschichte des Tropfens bezu¨glich seiner Relativgeschwindigkeit zum Gas die ent-
scheidende Rolle. Fu¨r die Grenzfa¨lle kleiner und sehr großer Weber-Zahlen ergeben sich die
charakteristischen Zeiten aus Gleichung (2.34) mit den Konstanten D1 = π und D2 =
√
3.
Die Geschwindigkeit der Zerfallsprodukte senkrecht zur Tropfentrajektorie ist durch die Schwin-
gungsgeschwindigkeit des Tropfens zum Zerfallszeitpunkt deﬁniert. Eine Berechnung der sta-
bilen Tropfengro¨ße rst ist mit der Taylor-Analogie direkt nicht mo¨glich. O’Rourke und Amsden
[69] verwendeten zusa¨tzlich eine Energiebetrachtung, welche fu¨r die Gro¨ße der Produkttropfen
a
rst
=
7
3
+
ρfl a
3
8 σfl
y˙2 (2.38)
liefert. Eine Erweiterung zum TAB-Modell stellt das DDB-Modell (Droplet Deformation and
Breakup) von Ibrahim et al. [70] dar, welches auch nichtlineare Eﬀekte der Tropfenverformung
beru¨cksichtigt. Es wird darin gefordert, daß das Tropfenvolumen erhalten bleibt.
Modelle basierend auf der Instabilita¨tsanalyse
Auf Basis der aus der linearen Instabilita¨tsanalyse abgeleiteten Gleichung (2.30) entwickelte
Reitz [60] ein Modell fu¨r den aerodynamischen Zerfall. Es wurde angenommen, daß der stabile
Tropfenradius rst proportional zur am sta¨rksten angefachten Wellenla¨nge Λ ist:
rst = B0 Λ (B0 Λ ≤ a)
rst = min

(3πa2urel/2Ω)0.33
(3a2Λ/4)0.33

 (B0 Λ > a) (2.39)
Der Proportionalita¨tsfaktor B0 wurde auf 0.61 gesetzt. Die Zerfallszeit τB ergibt sich durch
Multiplikation der Zeitskala der Instabilita¨ten τI mit dem Faktor B1
τB = B1 τI mit τI =
3.788 a
Λ Ω
(2.40)
Mit B1 sollen injektorspeziﬁsche Eﬀekte auf den aerodynamischen Zerfall erfaßt werden, die
durch die lineare Stabilita¨tstheorie nicht abgebildet sind. Kleine und sehr große Weber-Zahlen
fu¨hren fu¨r τB ebenfalls auf die Beziehung (2.34).
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2.5.5 Modellauswahl
Auf die Modellierung des Prima¨rzerfalls wird in dieser Arbeit verzichtet. Einerseits besteht im
speziell fu¨r die dieselmotorische Gemischbildung relevanten Zersta¨ubungsregime aufgrund nicht
ausreichender experimenteller Daten Unklarheit u¨ber die physikalischen Vorga¨nge. Anderer-
seits existiert bisher keine durchga¨ngige mathematisch-numerische Beschreibung der Vorga¨nge
von der kontinuierlichen Du¨seninnenstro¨mung hin zur dispersen Tropfenstro¨mung. Stattdes-
sen wird am Du¨senaustritt ein bereits zersta¨ubter Strahl gema¨ß der Modellvorstellung in Ab-
bildung 2.5 a) angenommen. Fu¨r die Tropfenanzahldichte wird eine χ-squared Verteilung
vorausgesetzt
dN
d rtr
=
1
r¯
exp
(
−rtr
r¯
)
(2.41)
wobei r¯ jedoch eine unbekannte Gro¨ße darstellt, die durch Gegenu¨berstellung mit diagnosti-
schen Untersuchungen abgeglichen werden muß. Die Vorstellung von Reitz und Diwakar [55],
Fehler bei der Simulation des Prima¨rzerfalls im Du¨sennahbereich wu¨rden sich weiter stromab
durch andere Prozesse selbsta¨ndig korrigieren, ist wenig realistisch. Gerade die Simulation der
dort wichtigen Tropfenkollisionen stellt aus numerischer Sicht eine große Schwierigkeit dar,
was in Abschnitt 4.4.2 na¨her diskutiert wird.
Zur Modellierung des Sekunda¨rzerfalls wird in dieser Arbeit die Instabilita¨tenmethode aus-
gewa¨hlt. Im Gegensatz zum Modell von Reitz und Diwakar [54], welches diskontinuierlich
zwischen Blasenzerfall und ’stripping’-Zerfall umschaltet, gestattet das sog. ’wave’-Modell
von Reitz [60] eine durchga¨ngige Beschreibung u¨ber alle Zerfallsregimes. In der Literatur
werden jedoch abha¨ngig vom Injektor Werte fu¨r B1 vorgeschlagen, die beinahe um zwei Zeh-
nerpotenzen variieren, was eine Vorausberechnung unmo¨glich macht. Somit muß auch die
Gro¨ße B1 durch experimentellen Abgleich angepaßt werden.
Die Anwendbarkeit des TAB-Modells ist fraglich. Wie in Abbildung 2.8 dargestellt ist,
liegt nur fu¨r niedrige Weber-Zahlen (< 12) Schwingungszerfall vor. Bei ho¨heren Weber-
Zahlen ﬁndet ein U¨bergang u¨ber einige Zwischenformen zum ’stripping’- und ’catastrophic’-
Zerfallsmodus statt, die mit dem Pha¨nomen eines Feder-Masse-Systems nur wenig gemeinsam
haben.
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2.6 Kollision und Koaleszenz
Bei hohen Stokes-Zahlen (siehe Gleichung (2.2)), was vor allem im Du¨sennahbereich der Fall
ist, nimmt die Wahrscheinlichkeit fu¨r Tropfenzusammensto¨ße stark zu. Die Grenzfa¨lle der
Kollision zweier Tropfen sind nach O’Rourke [71] entweder Verschmelzen oder Zertru¨mmern
Zertrümmern
+ Zerfall
VerschmelzenVerschmelzen
Abbildung 2.9: Mo¨gliche Endzusta¨nde einer bina¨ren
Tropfenkollision nach O’Rourke [71].
(Abbildung 2.9), wobei auch Misch-
formen existieren. Ashgriz und Poo
[72] untersuchten Kollisionen von zwei
Wassertropfen. Das Ergebnis klassiﬁ-
zierten sie in Abprallen (’bouncing’),
Verschmelzen (’coalescence’), Tren-
nen (’separation’) und Zertru¨mmern
(’shattering’). Bei der Abprallkollision
verhindert ein Gaspolster zwischen den
Tropfen den Kontakt der Oberﬂa¨chen,
wa¨hrend beim Trennen ein kurzzeitiges
Verschmelzen und anschließende Tren-
nung der Tropfen stattﬁndet.
2.6.1 Modelle fu¨r Kollision
Nach Reitz und Diwakar [54] besteht im Du¨sennahbereich ein Gleichgewicht zwischen Tropfen-
zerfall und Tropfenkoaleszenz, woraus dann das Tropfenspektrum resultiert. Aufgabe des Kol-
lisionsmodells ist es, die Anzahl der Tropfenkollisionen zu beschreiben. Das Koaleszenzmodell
legt dann fest, wie die Tropfen im Falle einer Kollision interagieren. Die Anzahl der Kollisionen
kann in Anlehnung an die kinetische Gasstheorie berechnet werden. Dies ist das Standard-
verfahren zur Berechnung der Kollisionsfrequenz in aktuellen universita¨ren und kommerziellen
Codes. Dabei wird angenommen, daß die durch ein ’parcel’ repra¨sentierten Tropfen homogen
in der 3D-Zelle verteilt sind, in welcher sich das ’parcel’ beﬁndet. Die Gu¨ltigkeit dieser Annah-
me wird in Kapitel 4.4.2 diskutiert. Der kinetischen Gastheorie folgend wird eine Stoßfrequenz
ν12 deﬁniert
ν12 =
N2E12 π (rtr,1 + rtr,2)
2 urel
VZelle
(2.42)
Dabei ist N die Tropfenanzahl im ’parcel’, rtr der Tropfenradius und urel die Relativgeschwin-
digkeit der Tropfen. Die Indizes 1 und 2 stehen fu¨r die ’parcel’-Nummer, wobei ’parcel’ 1 die
gro¨ßeren Tropfen entha¨lt. Die Stoßfrequenz beinhaltet das Verha¨ltnis aus dem Volumen des
Kollisionszylinders π (rtr,1+ rtr,2)
2 urel∆t mit dem Computerzeitschritt ∆t und dem Zellvolu-
men VZelle. Der Ausdruck E12 ist ein Maß fu¨r die Wirksamkeit der Kollision und ist deﬁniert
durch das Verha¨ltnis der Volumina des tatsa¨chlichen und des idealen Kollisionszylinders. Bei
stark viskoser Stro¨mung ist es mo¨glich, daß Tropfen kurz vor der Kollision aus dem Kollisions-
zylinder herausgeschwemmt werden, wodurch sich die Kollisionswirksamkeit gegenu¨ber dem
idealen Wert E12 = 1 reduziert. Langmuir [73] untersuchte die Kollisionswirksamkeit anhand
von Regentropfen, wobei er eine Unterscheidung zwischen ’aerodynamischer’ Stro¨mung und
’viskoser’ Stro¨mung nach der Reynolds-Zahl vornahm. Nach O’Rourke [71] darf bei der die-
selmotorischen Gemischbildung E12 = 1 gesetzt werden.
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Fu¨r die Wahrscheinlichkeit p(n) fu¨r n Kollisionen zwischen einem Tropfen des ’parcels’ 1 mit
allen Tropfen des ’parcels’ 2 nahmen O’Rourke und Bracco [74] eine Poisson-Verteilung an:
p(n) =
e−ν∆t (ν∆t)n
n!
(2.43)
Wenn die Wahrscheinlichkeit fu¨r keine Kollision (n = 0 in Gleichung (2.43)) kleiner ist als eine
Zufallszahl zwischen 0 und 1 wird angenommen, daß Kollisionen stattﬁnden.
2.6.2 Modelle fu¨r Koaleszenz
Brazier-Smith et al. [75] berechneten die Wahrscheinlichkeit fu¨r Koaleszenz durch Vergleich
der Rotationsenergie der nach der Kollision gebildeten Tropfen mit der Energie aus der Ober-
ﬂa¨chenspannung der Tropfen vor der Kollision.
L2
2 θ
= 4 π σ (r2tr,1 + r
2
tr,2 − r2tr,n) (2.44)
Dabei ist L der Drehimpuls, θ das Tra¨gheitsmoment und rtr,n der Radius des neu gebildeten
Tropfens. Der Gesamtdrehimpuls muß erhalten bleiben
L =
m1m2
m1 +m2
b urel (2.45)
wobei mit m die Tropfenmassen und mit b der Tropfenabstand senkrecht zur Relativgeschwin-
digkeit bezeichnet sind. Mit dem Tra¨gheitsmoment fu¨r kugelfo¨rmige Tropfen θ = 2/5mr2
und Massenerhaltung mn = m1 +m2 ergibt sich
b2kr
(rtr,1 + rtr,2)2
=
12
5Wekoll
f(γ) mit f(γ) =
(γ3 + 1)11/3
γ6 (γ + 1)2
[
γ2 + 1− (γ3 + 1)2/3
]
(2.46)
Die Weber-Zahl der Kollision Wekoll = ρfl urel rtr,2 / σ wird mit der Flu¨ssigkeitsdichte ρfl
gebildet und γ = rtr,2/rtr,1 entspricht dem Verha¨ltnis der Radien. Nach O’Rourke [71] kann
f(γ) approximiert werden durch
f(γ) ≈ γ3 − 2.4 γ2 + 2.7 γ (2.47)
Die Tropfenkoaleszenz kann nicht deterministisch sondern nur stochastisch erfaßt werden. Der
Ausdruck XX = b2 / (rtr,1+rtr,2)
2 variiert zwischen 0 und 1 und wird zufa¨llig festgelegt. Wenn
diese Zufallszahl kleiner als der kritische Wert Y Y = b2kr / (rtr,1 + rtr,2)
2 auf der linken Seite
der Gleichung (2.46) mit dem kritischen Abstand bkr ist, so wird Koaleszenz angenommen.
Anderenfalls ﬁndet eine streifende Kollision statt, bei der sich die Tropfen nach dem Ver-
schmelzen sofort wieder trennen. Eine Erweiterung stellt der Ansatz von Ashgriz und Poo [72]
dar, welcher eine weitere Gleichung fu¨r Tropfenkollisionen bei kleinem b beinhaltet.
Modellauswahl
Wie in Kapitel 4.4.2 diskutiert werden wird, bestehen große numerische Schwierigkeiten bei
der Berechnung von Tropfenkollisionen im stochastischen Strahlmodell. Die fu¨r alle Koales-
zenzmodelle zugrundeliegende Kollisionsfrequenz aus Gleichung (2.42) beinhaltet eine Zwei-
punktkorrelation und konvergiert sehr langsam. Obwohl das verwendente Koaleszenzmodell
von Brazier-Smith et al. [75] physikalisch sinnvoll formuliert ist, wird in dieser Arbeit auf ein
Kollisionsmodell verzichtet, da die Kollisionsfrequenz nicht richtig abgebildet werden kann.
26 Literaturu¨bersicht
2.7 Tropfenverdampfung
Aufgrund der Komplexita¨t der Gemischbildung ko¨nnen experimentelle Untersuchungen der
Tropfenverdampfung nur an Einzeltropfen durchgefu¨hrt werden, die entweder in Falltu¨rmen
oder in sog. akustischen Levitatoren (eine stehende akustische Welle ha¨lt den Tropfen orts-
fest) verdampft werden. Eine Alternative dazu ist die direkte numerische Simulation (DNS),
die sowohl fu¨r Einzeltropfen (Sirignano et al. [76]) als auch fu¨r Tropfencluster (Bellan [77])
angewendet worden ist.
In dieser Arbeit wird aus Rechenzeitgru¨nden ein einkomponentiges Verdampfungsmodell ver-
wendet. Fu¨r die Validierung des in Kapitel 5 vorgestellten Strahlmodells werden Experimente
mit einkomponentigen Modellkraftstoﬀen herangezogen. Ebenso wie bei allen anderen Prozes-
sen, muß bei der Modellierung der Verdampfung ein Kompromiß zwischen Detaillierungsgrad
und Rechenzeit gefunden werden. U¨blicherweise werden Verdampfungsmodelle am ruhen-
den Einzeltropfen abgeleitet. Konvektive Anstro¨mung wird durch Korrekturen beru¨cksichtigt.
Weitere Annahmen, wie isobare Verdunstung, keine Lo¨slichkeit von Luft im Tropfen und nicht
beru¨cksichtigte Soret- und Dufour-Eﬀekte vereinfachen die Modellbildung. Aufgrund stark
unterschiedlicher Stoﬀwerte wird eine ra¨umliche Unterteilung vorgenommen in
• die den Tropfen umgebende Gasphase
• eine du¨nne Grenzschicht, in welcher der Phasenu¨bergang stattﬁndet
• das Tropfeninnere
In einem ersten Schritt werden die Gleichungen der Gasphase gelo¨st, womit sich der abdamp-
fende Brennstoﬀmassenstrom und der dem Tropfen zugefu¨hrte Wa¨rmestrom berechnen lassen.
Massen- und Wa¨rmestrom dienen dann als Randbedingungen fu¨r den Tropfen.
2.7.1 Gasphase
Die Modellierung der Gasphase kann entweder instationa¨r oder quasistationa¨r durchgefu¨hrt
werden. Im quasistationa¨ren Modell wird davon ausgegangen, daß das den Tropfen umge-
bende Gas unendlich schnell neue Gleichgewichtszusta¨nde annehmen kann. Durch analytische
Lo¨sungen ergeben sich kurze Rechenzeiten. Bei instationa¨rer Betrachtung ist die Lo¨sung par-
tieller Diﬀerentialgleichungen erforderlich, was zu erho¨htem Rechenaufwand fu¨hrt. Kriterium
fu¨r die Auswahl des Modells sind die charakteristischen Zeiten fu¨r Wa¨rmediﬀusion bzw. Mas-
sendiﬀusion τdiff = d
2
tr/Dg sowie fu¨r Konvektion τkonv = dtr/urel und der Lebensdauer des
Tropfens τverd (Tropfendurchmesser dtr, Relativgeschwindigkeit urel, Diﬀusivita¨t Dg). Fu¨r
nicht bewegte Tropfen sind quasistationa¨re Modelle nur fu¨r τdiff < τverd anwendbar, wofu¨r
Hubbard [78] die Grenze p = 10 bar angibt. Fu¨r bewegte Tropfen spielt nach Stengele [79] die
konvektive Zeitskala als Maß fu¨r die Geschwindigkeit des Brennstoﬀabtransports die entschei-
dende Rolle. Bei dieselmotorischer Einspritzung ist aufgrund τkonv << τverd die Anwendung
quasistationa¨rer Gasphasenmodelle trotz Hochdruckatmospha¨re gerechtfertigt.
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Die Annahme quasistationa¨rer Gasphase fu¨hrt zu gewo¨hnlichen Diﬀerentialgleichungen fu¨r die
Massenstro¨me:
m˙i = 4 π r
2 ρg
(
Yi ur −Dim d Yi
dr
)
i = a, f (2.48)
Der Index g steht fu¨r Gemisch, a fu¨r Frischluft f fu¨r Kraftstoﬀdampf. Die Massenanteile
der Komponenten sind mit Yi und der bina¨re Diﬀusionskoeﬃzient mit Dim bezeichnet. Die
Undurchla¨ssigkeit der Tropfenoberﬂa¨che fu¨r Frischluft fu¨hrt zu einer konvektiven Ausgleich-
stro¨mung (Stefan-Stro¨mung)
ur = Dim
1
Ya
dYa
dr
(2.49)
Unter der Annahme konstanter Stoﬀwerte ist eine analytische Integration mo¨glich. Nach
Sparrow und Gregg [80] sind die Stoﬀwerte bei einem Referenzzustand (Index ref) nach der
1/3-Regel zwischen der Tropfenoberﬂa¨che (Index s) und dem Umgebungszustand (Index ∞)
zu bilden. Fu¨r die Referenztemperatur ergibt sich beispielsweise Tg,ref = 2/3 Tg,s + 1/3 Tg,∞.
Die Integration von der Tropfenoberﬂa¨che rtr bis r∞ liefert
m˙verd = 4 π rtr (ρgDim)ref ln (1 +Bm) mit Bm =
Yf,s − Yf,∞
1− Yf,ref (2.50)
Der Massenstrom ist auch durch Integration der Energiegleichung mit der Wa¨rmeleitfa¨higkeit
λ und der Wa¨rmekapazita¨t cp ableitbar:
m˙verd = 4 π rtr
λg,ref
cpf,ref
ln (1 +BT ) (2.51)
In der Literatur sind Bm und BT unter den Namen Spalding’sche Massentransportzahl bzw.
Spalding’sche Wa¨rmetransportzahl bekannt. Der dem Tropfen zugefu¨hrte Wa¨rmestrom Q˙zu
Q˙zu =
m˙verd cpf,ref (Tg,∞ − Tg,s)
BT
(2.52)
setzt sich zusammen aus Aufheizung und Phasenwechsel und kann mit der Nusselt-Zahl Nu
geschrieben werden als
Q˙zu = 2 π rtr λg,ref Nu (Tg,∞ − Tg,s) mit Nu = 2 ln(1 +BT )
BT
(2.53)
2.7.2 Konvektionseinfluß
Gegenu¨ber dem ruhenden Tropfen fu¨hrt die Relativbewegung des Tropfens gegenu¨ber der
Gasphase zu einer Erho¨hung des Wa¨rme- und Stoﬀu¨bergangs. Nach Ranz und Marschall [82]
kann dies durch empirische Korrekturen der Nusselt- und Sherwood-Zahl beru¨cksichtigt werden
Nu0 = 2 + 0.6 Re
1
2 Sc
1
3 (2.54)
Sh0 = 2 + 0.6 Re
1
2 Pr
1
3 (2.55)
die auf folgenden Deﬁnitionen fu¨r Reynolds-, Schmidt- und Prandtl-Zahl beruhen:
Re =
urel dtr ρg,∞
µg,ref
Sc =
µg,ref
(ρgDim)ref
Pr =
µg,ref cpg,ref
λg,ref
(2.56)
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Eine a¨hnliche Korrektur wurde bereits von Fro¨ssling [83] vorgeschlagen. Diese Korrekturen
beinhalten jedoch nicht die Ablenkung der Stromlinien durch den abdampfenden Massenstrom.
Abramzon und Sigrignano [84] beru¨cksichtigten dies durch zusa¨tzliche Korrekturen auf Basis
der Filmtheorie
Sh∗ = 2 +
Sh0 − 2
F (B∗m)
Nu∗ = 2 +
Nu0 − 2
F (B∗T )
(2.57)
Die durch Auswertung von DNS gewonnene Korrekturfunktion hat dabei die Form
F (B∗) = (1 +B∗)0.7
ln(1 +B∗)
B∗
(2.58)
Fu¨r den verdunstenden Massenstrom ergibt sich aus den Gleichungen (2.50) und (2.51)
m˙∗verd = 2 π rtr (ρgDim)ref Sh
∗ ln (1 +B∗m) (2.59)
= 2 π rtr
λg,ref
cpf,ref
Nu∗ ln (1 +B∗T ) (2.60)
Gleichsetzen der beiden Ausdru¨cke liefert den Zusammenhang zwischen B∗m und B
∗
T
B∗T = (1 +B
∗
m)
χ − 1
χ =
1
Leg,ref
Sh∗
Nu∗
cpf,ref
cpg,ref
mit Leg,ref =
λg,ref
(ρgDim)ref cpg,ref
(2.61)
Zusammen mit Gleichung (2.57) ist ersichtlich, daß Wa¨rme- und Stoﬀtransport nicht un-
abha¨ngig voneinander betrachtet werden ko¨nnen. Die Transportzahlen ko¨nnen daher nicht
direkt, sondern nur iterativ bestimmt werden. Der Iterationsprozeß ist in [84] ausfu¨hrlich
beschrieben. Der dem Tropfen zugefu¨hrte Wa¨rmestrom ergibt sich entsprechend Gleichung
(2.52) zu
Q˙∗zu =
m˙∗verd cpf,ref (Tg,∞ − Tg,s)
B∗T
(2.62)
2.7.3 Phasengrenze
Da der Phasenu¨bergang an der Tropfenoberﬂa¨che erheblich schneller abla¨uft als der diﬀusive
Stoﬀabtransport, kann an der Phasengrenze thermodynamisches Gleichgewicht angenommen
werden. Damit ist an der Phasengrenze kein Temperaturgradient mo¨glich
Ttr,s = Tg,s (2.63)
Bei angenommenem Idealgasverhalten entspricht an der Tropfenoberﬂa¨che der Partialdruck des
Kraftstoﬀdampfes dem Dampfdruck bei Oberﬂa¨chentemperatur des Tropfens pD(Ttr,s). Fu¨r
den Molanteil Xf,s und den Massenanteil Yf,s des Kraftstoﬀdampfes an der Tropfenoberﬂa¨che
ergibt sich mit den Molmassen Ma und Mf :
Xf,s =
pD(Ttr,s)
pg
, Yf,s =
Ma
Ma +Mf
(
1
Xf,s
− 1
) (2.64)
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Abbildung 2.10: Phasenu¨bergang des Kraftstoﬀs an
der Tropfenoberﬂa¨che im p-h-Diagramm.
Die Zustandsa¨nderung der Flu¨ssigkeit ist
in Abbildung 2.10 im p-h-Diagramm
dargestellt. Die relevanten Zusta¨nde
sind mit Ziﬀern gekennzeichnet:
1. direkt unter der Tropfenoberﬂa¨che
2. nach Zumischung von Frischluft
3. direkt u¨ber der Tropfenoberﬂa¨che
4. Zustand im Unendlichen
Vom Zustand (1) direkt unter der Trop-
fenoberﬂa¨che wird aus der Umgebung
diﬀusiv Frischluft zugemischt. Die mit
∆h′ bezeichnete Enthalpiea¨nderung ist
aufgrund schwacher Druckabha¨ngigkeit
vernachla¨ssigbar. Die erst nach dieser
Zumischung stattﬁndende Verdampfung
zwischen (2) und (3) erfordert die Zufu¨hrung der Verdampfungsenthalpie L(Ttr,s). Sie setzt
sich aus einer A¨nderung der inneren Energie i und Volumena¨nderungsarbeit zusammen:
L(Ttr,s) = hf (Ttr,s)− htr(Ttr,s) = if (Ttr) + RTtr
Mf
− itr(Ttr)− pD(Ttr)
ρtr
(2.65)
Die Zustandsa¨nderung bis ins Unendliche (4) wird im Gasphasenmodell beru¨cksichtigt.
2.7.4 Tropfeninneres
Fu¨r den Bereich des Tropfeninneren existiert eine Vielzahl von Modellvorstellungen, wovon hier
nur eine kleine Auswahl diskutiert werden soll.
• D2-Modell:
Aufheizung und Verdunstung werden zeitlich entkoppelt betrachtet. Es wird vorausgesetzt,
daß der Tropfen sich zuna¨chst unter Vernachla¨ssigung der Verdunstung auf Siedetemperatur
erwa¨rmt. Danach setzt bei konstanter Tropfentemperatur der Verdunstungsprozeß ein.
Das D2-Modell ist nur dann anwendbar, wenn die Zeit der Aufheizung gegenu¨ber der
Gesamtlebensdauer vernachla¨ssigbar klein ist und der Siedezustand u¨berhaupt erreicht wird.
Bei den in der Regel u¨berkritischen thermodynamischen Bedingungen der dieselmotorischen
Gemischbildung ﬁnden Aufheizung und Verdampfung jedoch parallel statt.
• ’Uniform Temperature’-Modell:
Unter der Annahme unendlich schneller Durchmischung im Tropfen wird eine konstante
Temperatur im Tropfen vorausgesetzt. Aus Massenbilanz
d
d t
mtr = −m˙∗verd (2.66)
und Energieerhaltung
d
d t
(mtr htr) = −(m˙∗verd hf,s + Q˙∗zu) (2.67)
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ergibt sich fu¨r die A¨nderungsrate der Tropfentemperatur
d Ttr
d t
= − m˙tr
cptrmtr
[
cpf,ref
Tg,∞ − Tg,s
B∗T
− L(Ttr,s)
]
(2.68)
Dieses Modell ist vor allem dann anwendbar, wenn starke a¨ußere Kra¨fte tropfeninterne
konvektive Stro¨mung induzieren oder die Tropfen sehr klein sind.
• ’Conduction Limit’-Modell:
Es wird angenommen, daß die diﬀusive Wa¨rmeleitung im Tropfen der limitierende Faktor
der Verdunstung ist. Konvektive Eﬀekte werden vernachla¨ssigt. Die Diﬀusionsvorga¨nge
werden mit einer eindimensionalen Wa¨rmeleitungsgleichung beschrieben. Bei konstanten
Randbedingungen an der Tropfenoberﬂa¨che
t = 0 : Ttr = Ttr,0
r = 0 :
∂ Ttr
∂ r
= 0
r = rtr : 4 π r
2
tr λtr
∂ Ttr
∂ r
= Q˙∗zu − m˙∗verd L(Ttr,s)
(2.69)
ergibt sich
∂ Ttr
∂ t
= − λtr
ρtr cptr
(
∂2 Ttr
∂ r2
+
(
2
r
+
1
λtr
∂ λtr
∂r
)
∂ Ttr
∂ r
)
(2.70)
Da jedoch fu¨r jeden (numerischen) Tropfen eine partielle Diﬀerentialgleichung gelo¨st werden
muß, ist der Rechenzeitbedarf hoch.
2.7.5 Modellauswahl
Wie bereits diskutiert wurde ist bei der dieselmotorischen Gemischbildung ein quasistationa¨res
Gasphasenmodell ausreichend. Die Stoﬀwerte des Referenzzustandes werden nach der 1/3-
Regel bestimmt. Der Konvektionseinﬂuß wird durch die Ranz-Marschall Korrelation erfaßt.
Die Massen- und Wa¨rmetransportzahlen werden Abramzon und Sigrignano [84] folgend auf
Basis der Filmtheorie berechnet.
Im Vergleich zu experimentellen Untersuchungen des Tropfeninneren fand Stengele [79] fu¨r ein-
komponentigen Brennstoﬀ die beste U¨bereinstimmung mit dem ’Conduction-Limit’-Modell.
Die Experimente wurden jedoch mit sehr großen Tropfen durchgefu¨hrt, die bei modernen
Dieselinjektoren allenfalls im Du¨sennahbereich denkbar sind. Aufgrund der dort vorliegenden
hohen Weber-Zahlen sind die Tropfen stark verformt (siehe Wiegand [85]), eine in radialer
Richtung eindimensionale Behandlung ist nicht ausreichend. Weiter weg vom Injektor sind die
Tropfen nach Zerfallsprozessen so klein, daß die Diﬀusionszeitskala ebenfalls sehr klein wird.
Die Temperatur im Tropfen ist dann nahezu konstant. Als Konsequenz dieser U¨berlegungen
wird auf das ’Uniform-Temperature’-Modell zuru¨ckgegriﬀen. Die erheblich rechenzeitintensi-
veren diﬀusionsgesteuerten Verdampfungsmodelle bieten fu¨r die dieselmotorische Gemischbil-
dung keine Genauigkeits-Vorteile.
Die Stoﬀwerte werden wie in KIVA [15] nach Reid und Prausnitz [86] berechnet.
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2.8 Tropfenwiderstand
Untersuchungen zur Abbremsung von Tropfen in Gasstro¨mungen wurden schon Mitte des
letzten Jahrhunderts durchgefu¨hrt (Basset [87]). Die Beschleunigung des Tropfens la¨ßt sich
schreiben als
d !utr
d t
= −3
8
ρg
ρfl
cw
rtr
|!utr − !ug| (!utr − !ug)− 1
ρfl
∇p (2.71)
Bei dem ersten Term handelt es sich um die Beschleunigung aufgrund der Relativbewegung
zwischen Tropfen und Gas mit dem Widerstandsbeiwert cw. Der zweite Term beru¨cksichtigt
Druckgradienten auf der La¨ngenskala des Tropfens, die nach O’Rourke [71] jedoch nur in sehr
dichten Sprays von Bedeutung sind. Die Beschleunigung aufgrund asymmetrischer Anstro¨mung
des Tropfens wie Drehung des Tropfens (Magnusauftrieb) oder Geschwindigkeitsgradienten
quer zur Tropfenbewegung (Saﬀmanauftrieb) wird nicht beru¨cksichtigt.
2.8.1 Widerstandsbeiwert
Fu¨r den Grenzfall Reg = dtr ρg |urel| /µg → 0 gilt das Stokes’sche Gesetz:
cw =
24
Reg
(2.72)
Ho¨here Reynolds-Zahlen
Fu¨r ho¨here Reg-Zahlen muß der Widerstandsbeiwert korrigiert werden. Die Stro¨mung
vera¨ndert sich von kriechender, anliegender Stro¨mung u¨ber einige Zwischenformen (lami-
nare Ablo¨sung, Karman’sche Wirbelstraße) bis hin zu turbulenter abgelo¨ster Stro¨mung bei
Reg > 1 · 105. Aufgrund der Komplexita¨t der Stro¨mung ist man auf empirische Beziehungen
angewiesen. Clift et al. [88] diskutierten diese Pha¨nomene und schlugen Korrekturen vor. Im
KIVA-Code [15] wird die Korrektur nach Putnam [89] verwendet:
Reg ≤ 1000 : cw = 24
Reg
(1 +
1
6
Re2/3g )
Reg > 1000 : cw = 0.424 (2.73)
Hohe Tropfendichte
Experimentelle Untersuchungen zeigen, daß bei zunehmender Packungsdichte der Tropfen,
der Widerstandsbeiwert des Einzeltropfens stark abnimmt. O’Rourke [71] entwickelte eine
Formulierung, die abha¨ngig von der Volumenfraktion α (siehe Gleichung (2.1)) den Wider-
standsbeiwert beschreibt
cw =
24
Reg
((1− α)−2.65 + 1
6
Re2/3g (1− α)−1.78) (2.74)
Fu¨r α→ 0 konvergiert der Ausdruck hin zu Gleichung (2.73).
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Deformierte Tropfen
Die Gleichungen (2.73) und (2.74) sind nur fu¨r kugelfo¨rmige Tropfen gu¨ltig. Bei hohen Weber-
Zahlen (siehe Gleichung (2.29)) sind die Tropfen deformiert, wodurch sich eine vera¨nderte
Tropfenumstro¨mung ergibt. Durch Auswertung des Widerstandsverhaltens deformierter Was-
sertropfen fand Wiegand [85] einen empirischen Formwiderstandsbeiwert
cw,F = Weg (0.2319− 0.1579 log(Reg) + 0.0471 log(Reg)2 − 0.0042 log(Reg)3) (2.75)
der zum Widerstandsbeiwert der unverformten Kugel nach Gleichung (2.74) addiert wird
cw,def = cw,Kugel + cw,F (2.76)
Stefan-Stro¨mung
Fu¨r den Fall des verdampfenden Tropfens fu¨hrt der abdampfende Massenstrom zu einer
zusa¨tzlichen Kru¨mmung der Stromlinien, was zu vera¨ndertem Tropfenwiderstand fu¨hrt. Renk-
sizbulut und Yuen [90] quantiﬁzierten diesen Eﬀekt in numerischen Untersuchungen durch den
Faktor (1 + Bm) mit der Massentransportzahl Bm (siehe Gleichung (2.50)), um den sich der
Widerstandsbeiwert reduziert
cw,verd = cw
1
1 +Bm
(2.77)
Diese Korrektur ist jedoch nur fu¨r kleine Massentransportzahlen gu¨ltig.
2.8.2 Modellauswahl
Die Basis fu¨r die Berechnung des Tropfenwiderstandes stellt Gleichung (2.71) dar, wobei die
Druckgradienten auf Tropfenebene und Auftriebseﬀekte nicht modelliert werden. Der cw-
Wert wird gema¨ß den Gleichungen (2.73) und (2.74) berechnet. Bei Tropfenverformung wird
der Widerstandbeiwert gema¨ß den Gleichungen (2.75) und (2.76) korrigiert. Der Eﬀekt der
Stefan-Stro¨mung wird u¨ber Gleichung (2.77) beru¨cksichtigt.
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2.9 Turbulente Dispersion
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Abbildung 2.11: Durch Interaktion mit der sto-
chastisch wirkenden Turbulenz nimmt der mitt-
lere Tropfenabstand zu.
Aufgrund hoher Einspritzgeschwindigkeit ist
die Gasphase im Dieseleinspritzstrahl eine
turbulente Stro¨mung. Die Interaktion zwi-
schen der Turbulenz der Gasstro¨mung und
der Flu¨ssigkeit in Form von Tropfen wird als
turbulente Dispersion bezeichnet. Durch die
stochastische Wirkung der Turbulenz nimmt
der mittlere Abstand von Tropfen innerhalb
eines Tropfenclusters mit der Zeit zu (siehe
Abbildung 2.11). Elghobashi [91] unter-
teilte die vorliegenden Wirkmechanismen in
’one-way coupling’, ’two-way coupling’ und
’four-way coupling’. Diese Unterteilung ist
schematisch in Abbildung 2.12 dargestellt.
Bei kleinem Volumenanteil α der Flu¨ssigkeit
bzw. großem Verha¨ltnis aus Tropfenabstand und Tropfendurchmesser b/dtr wird die Ausbrei-
tung der Tropfen durch die Gasturbulenz beeinﬂußt, die Ru¨ckwirkung auf die Gasturbulenz ist
jedoch vernachla¨ssigbar (’one-way coupling’). Beim ’two-way coupling’ wird aufgrund ho¨herer
Volumensfraktion zusa¨tzlich die Turbulenzstruktur der Gasphase durch die Tropfen beeinﬂußt.
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Abbildung 2.12: Interaktion zwischen Tropfen
und Gasstro¨mung in Abha¨ngigkeit von der Volu-
menfraktion der Flu¨ssigphase α nach Elghobashi
[91].
Die Turbulenzintensita¨t wird durch große
Tropfen erho¨ht, wa¨hrend kleine Tropfen
die Turbulenzintensita¨t absenken. Elgho-
bashi [91] legte fu¨r die Grenze zwischen
Turbulenzproduktion und Dissipation den
Wert τa/τt = 1 fest, wobei τa der aero-
dynamischen Relaxationszeit des Tropfens
und τt der Zerfallszeit eines turbulenten
Wirbels entspricht. Gore und Crowe [92]
fanden durch Auswertung von verschie-
denen Autoren durchgefu¨hrter diagnosti-
scher Untersuchungen mit der charakte-
ristischen turbulenten La¨ngenskala Lt die
Grenze dtr/Lt = 0.1. Im Bereich des
dichten Sprays nimmt die Wahrscheinlich-
keit fu¨r Tropfenkollisionen stark zu. Elgho-
bashi [91] bezeichnet diesen Vorgang als
’four-way coupling’. Die in der Litera-
tur vero¨ﬀentlichen Messungen zur turbu-
lenten Dispersion wurden in turbulenten
Rohrstro¨mungen gewonnen. Messungen
im Dieselstrahl existieren nicht.
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2.9.1 Modelle fu¨r turbulente Dispersion
Ausgangspunkt fu¨r die Modellierung der turbulenten Dispersion ist die Bewegungsgleichung
(2.71) eines Tropfens. Die Turbulenz der Gasphase muß dabei als stochastische Kraft inter-
pretiert werden, die sich aufgrund einer stochastischen Schwankungsgeschwindigkeit !u′ der
Gasphase ergibt. Gosman und Ioannides [93] rekonstruierten aus der mittleren kinetischen
Energie k eine gaußfo¨rmige Wahrscheinlichkeitsverteilung fu¨r die Geschwindigkeitsﬂuktuatio-
nen u′:
G(u′) =
1√
2 π σ
exp
(
− u
′2
2 σ2
)
σ =
√
2
3
k (2.78)
Dabei wird die aktuell auf einen Tropfen wirkende Turbulenzgeschwindigkeit entsprechend die-
ser Wahrscheinlichkeitsverteilung mittels Zufallsvariablen bestimmt. Dukowicz [14] nahm !u′
stu¨ckweise konstant u¨ber die Zeit an. Die erneute Bestimmung ﬁndet nach der charakteristi-
schen Zeit τkorr statt, die dem Minimum aus Wirbellebensdauer und der Zeit, die der Tropfen
zur Durchquerung des Wirbel beno¨tigt, gebildet wird. Dieses Vorgehen wird ausfu¨hrlich von
Pozorski und Minier [94] diskutiert, die prima¨r den diskontinuierlichen Charakter kritisieren. Ist
die turbulente Zeitskala kleiner als der Computerzeitschritt, versagt die direkte, stochastische
Lo¨sung. In diesem Fall kann man aber ausnutzen, daß die linearisierte (Zeitpunkt: Index 0)
Langevin-Gleichung
!˙xtr = !utr (2.79)
!˙utr = Dp
(
!u+ !u′ − !utr
)
mit Dp =
3
8
ρg
ρfl
cw
‖!u0 + !u′0 − !utr,0‖
rtr
(2.80)
im Grenzfalle unendlich kurzer Korrelationszeit fu¨r die Turbulenz-Geschwindigkeiten, die in
diesem Falle der charakteristischen Zeitskala gleichgesetzt wird (δ: Dirac-Funktion)
u′tr,i(τ1) u′tr,j(τ2) = σ
2 τkorr δ (τ1 − τ2) δij (2.81)
zu einer Fokker-Planck-Gleichung a¨quivalent ist (Bezeichnungen siehe Gleichung (2.4)):
∂ ψ
∂ t
+∇$xtr · (ψ !utr) +∇$utr · (ψ !F ) = k1
∂2
∂ x2
ψ + k2
∂2
∂ x ∂ utr
ψ + k3
∂2
∂ u2tr
ψ (2.82)
Die Koeﬃzienten k1, k2 und k3 mu¨ssen durch Vergleich der Korrelationen xtr,i(t) xtr,j(t),
utr,i(t) utr,j(t) und xtr,i(t) utr,j(t) aus der Langevin- bzw. der Fokker-Planck-Gleichung be-
stimmt werden. Stattdessen ko¨nnen auch deren Varianzen und Kovarianzen abgeglichen wer-
den. Es ergibt sich
k1 = 0; k2 = 0; k3 =
σ2
2
D2p τkorr (2.83)
Die Fundamentallo¨sung der Fokker-Planck-Gleichung
ψ = ψ−1N exp
[
−q1 (!utr − !utr)2 − q2 (!xtr − !xtr)2 − q3 (!utr − !utr)(!xtr − !xtr)
]
(2.84)
!utr = !utr,0 + (!utr,0 − !utr) exp (−Dp∆ t)
!xtr = !xtr,0 + !utr,0∆ t+ (!utr,0 − !utr) 1− exp (−Dp∆ t)
Dp
ψN =

 2 π√
4 q1 q2 − q23

3
2.9 Turbulente Dispersion 35
q1 =
2 σ2xtrxtr
4 σ2xtrxtr σ
2
utrutr − σ4xtrutr
q2 =
2 σ2utrutr
4 σ2xtrxtr σ
2
utrutr − σ4xtrutr
q3 = − 2 σ
2
xtrutr
4 σ2xtrxtr σ
2
utrutr − σ4xtrutr
ist eine Gauss-Verteilung der Gro¨ßen !xtr und !utr mit den Varianzen und Kovarianzen
σ2utr,ij = utr,i utr,j − utr,i utr,j (2.85)
= σ2
Dp τkorr
2
(1− exp (−2Dp∆ t)) δij
σ2xtr,ij = xtr,i xtr,j − xtr,i xtr,j (2.86)
= σ2 τkorr
[
1− exp (−2Dp∆ t)
2Dp
− 2
Dp
(1− exp (−Dp∆ t)) + ∆ t
]
δij
σ2xtr,iutr,j = xtr,i utr,j − xtr,i utr,j (2.87)
= σ2
τkorr
2
(1− 2 exp (−Dp∆ t) + exp (−2Dp∆ t)) δij
Nach der Zeit ∆ t ko¨nnen !xtr und !utr entsprechend dieser Wahrscheinlichkeitsverteilung sto-
chastisch bestimmt werden. Dafu¨r bietet es sich an, die Wahrscheinlichkeitsverteilung mittels
quadratischer Erga¨nzung folgendermaßen umzuschreiben:
ψ = ψ−1N exp

−q1
(
(!utr − !utr) + q3
2 q1
(!xtr − !xtr)
)
︸ ︷︷ ︸
v1
2
−
(
q2 − q
2
3
4 q1
)
(!xtr − !xtr)︸ ︷︷ ︸
v2
2

 (2.88)
Damit ko¨nnen v1 und v2 unabha¨ngig voneinander aus den Teil-Gaussfunktionen mit den ent-
sprechenden Varianzen stochastisch ermittelt werden.
O’Rourke [95] wa¨hlte eine etwas abgewandelte Formulierung, bei der er die zeitliche Dauer der
Geschwindigkeitskorrelationen beru¨cksichtigt (θ: Sprungfunktion):
u′tr,i(τ1) u
′
tr,j(τ2) = σ
2 θ(
τkorr
2
− |τ1 − τ2|) δij (2.89)
Durch direkte Integration der Langevin-Gleichung erha¨lt er als Wahrscheinlichkeitsverteilung
ebenfalls eine Gauss-Verteilung mit den folgenden Varianzen und Kovarianzen:
σ2utr,ij = σ
2 1− exp (−Dp τkorr)
1 + exp (−Dp τkorr) (1− exp (−2Dp∆ t)) δij (2.90)
σ2xtr,ij = σ
2
[
σ2utr,ij
D2p σ
2
− 2 τkorr
Dp
(1− exp (−Dp∆ t)) + τkorr∆ t
]
δij (2.91)
was bis auf die Vorfaktoren den Gleichungen (2.85) und (2.86) entspricht.
Wird die Flu¨ssigkeit in Euler’scher Betrachtungsweise als kontinuierliches disperses Fluid
modelliert, kommt nur die Beschreibung der turbulenten Dispersion mittels Fokker-Planck-
Gleichung in Frage.
3 Pha¨nomenologie des Strahls
Das Ziel bei der Ableitung von pha¨nomenologischen Modellen ist die Bereitstellung von
einfach anwendbaren Berechnungswerkzeugen. Der Grundgedanke bei der Ableitung von
pha¨nomenologischen Modellen hat sich mit der Zeit von der sog. ballistischen Theorie hin
zur Annahme von A¨hnlichkeit zwischen zweiphasigem Dieselstrahl und turbulentem Gasfrei-
strahl entwickelt [96]. Im ballistischen Ansatz wird davon ausgegangen, daß die Flugbahn eines
Einzeltropfens in ruhender Umgebung dem instationa¨ren Ausbreitungsverhalten der Strahlspit-
ze entspricht. Im Vergleich zur Ausbreitung der Strahlspitze in Experimenten zeigte sich jedoch
bald, daß das so berechnete Eindringverhalten der Einzeltropfen viel zu gering ist. Der Haupt-
grund des Versagens der ballistischen Theorie ist darin zu sehen, daß der verringerte Widerstand
nachfolgender Tropfen nicht beru¨cksichtigt ist. Aufgrund des Impulsu¨bertrages der vorausﬂie-
genden Tropfen liegt fu¨r nachfolgende Tropfen bereits eine beschleunigte Gasstro¨mung vor.
An der Strahlspitze kommt es somit zu sta¨ndigen U¨berholvorga¨ngen von Tropfen was zu Ak-
kumulation von Flu¨ssigkeit an der Strahlspitze fu¨hrt.
Demgegenu¨ber liefern Formeln, die A¨hnlichkeit zwischen Diesel- und turbulentem Gasfreistrahl
voraussetzen, erheblich bessere Ergebnisse. Unter der Annahme gleicher Geschwindigkeit von
Tropfen und Gasphase sowie der Annahme, daß das durch Tropfen eingenommene Volumen
zu vernachla¨ssigen ist, kann das Eindringverhalten ebenso wie beim Gasfreistrahl u¨ber eine
stationa¨re Impulsbilanz berechnet werden. Dabei wird vorausgesetzt, daß das instationa¨re
Eindringverhalten der Strahlspitze dem Eindringverhalten eines Partikels im bereits stationa¨ren
Strahl entspricht. Fu¨r ein konstantes Einspritzproﬁl ergibt sich die aus Experimenten bekannte
Wurzelfunktion fu¨r die Zeitabha¨ngigkeit des Weges der Strahlspitze, wobei β der Strahlwinkel,
ρg die Gasdichte und I˙ der Impulsstrom ist (siehe Gleichung (2.19)).
x(t) =
√√√√ 2√
π ρg tan
β
2
· 4
√
I˙ · √t (3.1)
Dies ist auch die Basis fu¨r die Formel von Wakuri [97]:
x(t) =
(
2 C2d ∆ p
ρg
)0.25 (
deff t
tan β
2
)0.5
(3.2)
Die wirksame Druckdiﬀerenz ist mit ∆ p, der Durchﬂußbeiwert mit Cd und der eﬀektive Loch-
durchmesser mit deff bezeichnet.
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Da die Vernachla¨ssigung des Flu¨ssigkeitsvolumens in Du¨senna¨he nicht zula¨ssig ist, geht Hi-
royasu [98] in diesem Bereich von einem linearen Eindringverhalten aus. Der U¨bergang vom
linearen in den wurzelfo¨rmigen Bereich ﬁndet nach der Zeit tb statt, die im Hinblick auf einen
stetigen U¨bergang zwischen den Bereichen deﬁniert ist.
0 < t < tb x(t) = 0.39
(
2 ∆ p
ρfl
)0.5
t
tb ≤ t x(t) = 2.95
(
∆ p
ρg
)0.25
(deff t)
0.5
mit tb = 28.65
ρfl deff
ρg ∆ p
(3.3)
Die von Hiroyasu abgeleitete Formel ist nur fu¨r den von ihm untersuchten Injektor mit deﬁnier-
tem Verlustbeiwert und Strahlwinkel gu¨ltig und muß fu¨r andere Injektoren modiﬁziert werden.
Naber und Siebers [99] beru¨cksichtigen zusa¨tzlich die Massenerhaltung der Flu¨ssigphase. Da-
mit ergibt sich fu¨r die Geschwindigkeit der Strahlspitze:
u(x) =
ueff
2
Aeff
A(x)


√√√√√√1 + 4
A(x)
Aeff
ρfl
ρg(
ρfl
ρg
− 1
)2 − 1


mit A(x) = π
(
reff + x tan
β
2
)2
(3.4)
Das Eindringverhalten wird dann durch numerische Integration bestimmt. Die so ermittelte
Abha¨ngigkeit x(t) weist im Grenzfall fu¨r kleine t einen linearen Verlauf mit der Steigung ueff
auf und geht fu¨r gro¨ßere t in einen wurzelfo¨rmigen Verlauf u¨ber. Nach Siebers entspricht β im
Modell jedoch nicht dem Strahlwinkel θ, der im Experiment beobachtet wird, sondern einem
reduzierten Strahlwinkel
tan(β) = 0.66 tan(θ) (3.5)
Dies wird mit den unterschiedlichen Proﬁlen fu¨r die Geschwindigkeit im Experiment und im
Modell begru¨ndet. Wa¨hrend im Modell mit konstanter Geschwindigkeit u¨ber dem Strahlwinkel
gerechnet wird, liegt fu¨r turbulente Gasfreistrahlen eher ein skaleninvariantes Diﬀusionsproﬁl
vor. Um im Modell mit gleichen Massen- und Impulsﬂu¨ssen zu rechnen, muß der Strahlwinkel
aus dem Experiment reduziert werden. Darauf wird genauer in Abschnitt 5.4.1 eingegangen.
Fu¨r einen instationa¨ren Einspritzverlauf berechnet sich das Strahlverhalten nach Wakuri [97]
aus der Einhu¨llenden der verschiedenen Wurzelfunktionen fu¨r konstante Einspritzverla¨ufe, die
sich durch stufenweise Approximation des instationa¨ren Impulsstroms ergeben.
x(t) = max
τ≤t
(
√√√√ 2√
π ρg tan
β
2
· 4
√
I˙(τ) · √t− τ ) (3.6)
Dieses Vorgehen ist in Abbildung 3.1 graphisch dargestellt.
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Abbildung 3.1: Berechnung des Ein-
dringverhaltens von Dieselstrahlen bei
instationa¨rem Einspritzverlauf durch
U¨berlagerung von stationa¨ren Eindring-
verla¨ufen
Gleichung (3.6) kann nach Umformung auch zur
Auswertung diagnostischer Untersuchungen ver-
wendet werden. Bei bekanntem Strahlwinkel und
Eindringverhalten kann der zeitabha¨ngige Impuls-
strom berechnet werden:
I(τ) =
4
c4
x2(t) x˙2(t)
mit c =
√√√√ 2√
π ρg tan
β
2
; τ = t− x(t)
2 x˙(t)
(3.7)
Aufgrund des gleichen Eindringverhaltens von
Diesel- und a¨quivalentem Gasstrahl (gleicher Im-
pulsstrom) wird ha¨uﬁg geschlossen, daß auch die
lokalen kinematischen Verha¨ltnisse in Diesel- und
Gasstrahl identisch sind. Es wird vorausgesetzt,
daß sich Flu¨ssig- und Gasphase lokal mit gleicher
Geschwindigkeit bewegen. Diese Annahme dient
als Basis fu¨r sog. pha¨nomenologische Modelle, bei
denen nun beispielsweise noch ein Untermodell fu¨r
Verdampfung hinzugefu¨gt werden muß. Unter die-
sen Voraussetzungen kann dann in Anlehnung an
das Vorgehen fu¨r die Gasphase durch U¨berlagerung
der Trajektorien von Tropfen eine Eindringtiefe
fu¨r die ﬂu¨ssige Phase berechnet werden. Neue-
re Vero¨ﬀentlichungen, in denen derartige Modelle
verwendet werden, stammen von Siebers [25] und
Schmalzing et al. [100].
4 Das stochastische Strahlmodell
4.1 Der konventionelle Ansatz
Zur Zeit stellt das stochastische Strahlmodell das Grundgeru¨st fu¨r die Berechnung von mo-
torischen Einspritzvorga¨ngen dar. Darin wird die ’spray equation’ (siehe Gleichung (2.4))
als Beschreibungsgleichung der Wahrscheinlichkeitsverteilung fu¨r Tropfeneigenschaften durch
Einfu¨hrung von sog. ’parcels’ mittels Monte-Carlo-Simulation numerisch gelo¨st. Bei kontinu-
ierlichen dynamischen Prozessen verhalten sich diese ’parcels’ wie Tropfen, allerdings erfolgen
alle Prozesse, deren deterministischer Charakter auf ’parcel’-Ebene nicht aufgelo¨st werden
kann, stochastisch. Dazu za¨hlen die Bildung an der Du¨se, Kollision und Interaktion mit Tur-
bulenz. Abgesehen von den stochastischen Interaktionen und ihrer Anzahl, die u¨blicherweise
viel geringer ist als die der Tropfen, sehen die ’parcels’ den Tropfen sehr a¨hnlich. Aufgrund
dieser Analogie spricht man vom ’discrete droplet model’ (DDM). Die Anzahl der ’parcels’ ist
jedoch von der Anzahl der Tropfen vo¨llig unabha¨ngig und sollte allein aus U¨berlegungen der
statistischen Konvergenz heraus festgelegt werden.
Sowohl modellierungs- als auch rechentechnisch erweist sich dieser Ansatz als a¨ußerst robust,
schnell und intuitiv. An den ’parcels’ ko¨nnen in kurzer Zeit verschiedenste Zerfalls-, Kollisions-
oder Verdampfungsmodelle ausgetestet werden. Aufgrund der expliziten Zeitintegration treten
in der Flu¨ssigphase keine Konvergenzprobleme auf. Von daher entspricht dieser Ansatz vor-
dergru¨ndig genau den Anforderungen der Anwender in Forschung und Industrie und erscheint
bestens fu¨r die Implementation in kommerzielle Codes geeignet.
4.2 Probleme des stochastischen Strahlmodells
Bereits vor einigen Jahren setzte jedoch eine gewisse Ernu¨chterung ein, als sich herausstellte,
wie wenig die mit diesem Strahlmodell erzielten Ergebnisse mit experimentellen Ergebnissen
korrelieren. Ebenso wurde deutlich, daß das Hauptproblem nicht nur in einer unzureichenden
Kenntnis der Strahlphysik, sondern vielmehr in der numerischen Formulierung begru¨ndet ist.
Durch die explizite Integration der ﬂu¨ssigen Phase werden zwar Konvergenzprobleme vermie-
den, allerdings wird so die physikalisch existierende strenge Kopplung der Phasen nicht wieder-
gegeben. Die Strahlstruktur (Strahlwinkel, Eindringtiefe) ha¨ngt stark vom Rechennetz sowie
der Orientierung des Strahls zum Netz ab. Weiterhin liegt eine rein numerische Abha¨ngigkeit
vom Zustand der Turbulenz in der Umgebung vor. Das Versagen des stochastischen Ansatzes
bei der Eindringtiefenberechnung ist umso schwerwiegender, wenn man sich die Einfachheit
des zugrundeliegenden physikalischen Prinzips der Impulserhaltung vor Augen ha¨lt.
4.2.1 Nicht ausreichende Ortsauflo¨sung
Die Probleme resultieren aus mangelnder numerischer Auﬂo¨sung relevanter Prozesse. Eine
grundsa¨tzliche Schwierigkeit bei der Simulation der dieselmotorischen Gemischbildung liegt in
der extrem großen Bandbreite relevanter La¨ngenskalen. Wa¨hrend das Hubvolumen eines Nfz-
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Abbildung 4.1: Auf groben Netzen wird die
Relativgeschwindigkeit zwischen den Pha-
sen im Du¨sennahbereich u¨berscha¨tzt.
oder Schiﬀ-Dieselmotors viele Liter betragen
kann, ist die Gro¨ße des Du¨senlochs vergleich-
bar mit dem Durchmesser eines menschlichen
Haares. Aus Rechenzeitgru¨nden ko¨nnen keine
du¨senlochauﬂo¨senden Netze verwendet werden.
Dieses Auﬂo¨sungsproblem ist nicht bedingt durch
die Zweiphasigkeit der Stro¨mung und wu¨rde ge-
nauso bei Gasfreistrahlen bestehen.
Als Konsequenz der nicht korrekt aufgelo¨sten
Stro¨mung im Nahbereich des Du¨senlochs wird
die Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und
Gasphase u¨berscha¨tzt. In Abbildung 4.1 ist
schematisch die physikalisch exakte sowie die nu-
merisch berechnete Relativgeschwindigkeit zwi-
schen den Phasen dargestellt. Auf Basis dieser
falsch berechneten Relativgeschwindigkeit wer-
den die Austauschprozesse zwischen den Phasen
ebenfalls falsch berechnet.
Allerdings ist es nicht nur aus Rechenzeitgru¨nden problematisch, das Netz an der Du¨se belie-
big zu verfeinern. Fu¨r die nicht durchfu¨hrbare Verfeinerung des Netzes wird in der Literatur
(beispielsweise [101]) ha¨uﬁg die Begru¨ndung genannt, die Gro¨ße der Netzzellen sei durch die
Gro¨ße der Tropfen im ’parcel’ begrenzt. Dieses Argument ist jedoch nicht zutreﬀend, da durch
die ’parcels’ eine kontinuierliche statistische Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion repra¨sentiert
wird, die ra¨umlich beliebig fein aufgelo¨st werden kann. Die Tropfengro¨ße ist ein “innerer“
Freiheitsgrad der ’parcels’, der keine Verdra¨ngung von Gas induziert. Wird aber das Volu-
men der Flu¨ssigphase beru¨cksichtigt, so nimmt die numerische Stabilita¨t des Gasphasencodes
bei Netzverfeinerung ab. Aus diesem Grunde wird beispielsweise in KIVA [15] das Tropfen-
volumen vernachla¨ssigt. Das eigentliche Problem bei Netzverfeinerung (bei festgehaltener
’parcel’-Anzahl) ist die abnehmende statistische Konvergenz der Wahrscheinlichkeitsverteilung
fu¨r Tropfeneigenschaften.
4.2.2 Nicht ausreichende statistische Konvergenz
Generell konvergieren Monte-Carlo-Simulationen langsam. Subramaniam und O’Rourke [102]
zweifeln inzwischen sogar an, ob Konvergenz praktisch u¨berhaupt erzielbar ist. Notwendige
Voraussetzung ist die ausreichende Auﬂo¨sung der Wahrscheinlichkeitsverteilung mit numeri-
schen ’parcels’. Die bestimmende Gro¨ße ist somit die Anzahl der ’parcels’ pro Zelle, die bei
Gitterverfeinerung jedoch abnimmt. Anhand eines Beispiels wird dies in Abschnitt 4.4.1 de-
monstriert. Weiterhin la¨ßt sich die Anzahl der ’parcels’ pro Zelle aufgrund des stochastischen
Charakters des Verfahrens nur schwer steuern. Fu¨r unterschiedliche Eigenschaften des Sprays
kann das Konvergenzverhalten verschieden sein. So konvergiert ein mittlerer Tropfenradius
schneller als seine Varianz oder Kovarianzen zu anderen Tropfeneigenschaften. Besonders lang-
sam konvergieren Zweipunkt-Korrelationen, wie sie fu¨r die Beschreibung von Tropfenzerfall und
Tropfenkollisionen erforderlich sind. Gerade im fu¨r diese Prozesse relevanten Du¨sennahbereich
ist die Anzahl der ’parcels’ pro Zelle aufgrund der hohen Tropfengeschwindigkeit niedrig.
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4.3 Auswirkungen der fehlenden Gitterauflo¨sung
Wesentlich fu¨r eine zuverla¨ssige Simulation der dieselmotorischen Einspritzung ist die korrek-
te Erfassung der turbulenten Mischung im Strahl. Die Turbulenz im Strahl wird durch die
Ausbildung von Scherschichten generiert. Auf groben, nicht du¨senlochauﬂo¨senden Netzen
ko¨nnen die Geschwindigkeitsgradienten im Du¨sennahbereich jedoch nicht aufgelo¨st werden,
was in einer erheblich unterscha¨tzten Turbulenzintensita¨t und damit in einer unterscha¨tzten
turbulenten Viskosita¨t resultiert. Im Gegensatz dazu weitet sich der Strahl durch numerische
Diﬀusion auf. In gewisser Hinsicht handelt es sich dabei um einen Gleichgewichtsprozeß: bei
Netzverfeinerung nimmt die numerische Diﬀusivita¨t ab, wa¨hrend die turbulente Diﬀusivita¨t
zunimmt. Allerdings handelt es sich dabei um ein undeﬁniertes Gleichgewicht, dessen Lage
auch u¨ber Wirkmechanismen beeinﬂußt wird, die in Realita¨t nicht vorhanden sind (siehe Ab-
schnitt 4.3.1). Eine besonders wichtige Rolle nimmt in diesem Zusammenhang die Simulation
der turbulenten Dispersion ein, die durch die Turbulenz der Gasphase induziert wird (siehe
Abschnitt 4.3.3).
4.3.1 Unphysikalische Abha¨ngigkeit von der Umgebungs-Turbulenz
Durch numerische Simulation von Gasfreistrahlen auf du¨senlochauflo¨senden Netzen zeigte
Abraham [103], daß der Strahl seine eigene Turbulenz generiert und unabha¨ngig von der
Turbulenz in der Umgebung ist. Dies besta¨tigen diagnostische Aufnahmen [104]: Die Strahl-
struktur im hochturbulenten optisch zuga¨nglichen Motor unterscheidet sich nur wenig von
der Strahlstruktur in der Hochtemperaturkammer mit deutlich geringerem Turbulenzniveau.
Auf nicht du¨senlochauflo¨senden Netzen liegt jedoch eine starke, in Realita¨t nicht existierende
Abha¨ngigkeit vom Turbulenzzustand in der Umgebung des Strahls vor. Die Ursache dieser
Abha¨ngigkeit ist in der direkten Beeinﬂussung des beschriebenen Gleichgewichts durch das
Turbulenzniveau in der Umgebung zu sehen. Eine Mo¨glichkeit der Abschwa¨chung dieser In-
teraktion ist der sog. ’length scale limiter’, dessen Funktionsweise detailliert in Abschnitt 6.2
diskutiert wird.
4.3.2 Unphysikalische Abha¨ngigkeit von der Tropfengro¨ße
Gaszusammensetzung Stickstoﬀ
Gastemperatur 451 K
Gasdichte 14.8 kg/m3
Kraftstoﬀ Diesel df2
Kraftstoﬀtemperatur 440 K
Kraftstoﬀdichte 705 kg/m3
Injektortyp CR, 1 Loch
Raildruck 1370 bar
Lochdurchmesser 257 µm
Durchﬂußbeiwert Cd 0.62
Kontraktionsbeiwert Ca 0.81
Sauter-Mean-Radius r32 115µm, 10 µm
Zerfalls-Parameter B1 10, 30
Turbulenzmodell: c1 1.44
Abbildung 4.2: Randbedingungen des Expe-
riments von Naber und Siebers [99].
Wie in Kapitel 3 gezeigt wurde, ist das Eindring-
verhalten der Strahlspitze prima¨r eine Funktion
des Impulsstromes, des Dichteverha¨ltnisses der
Phasen und des Strahlwinkels. Die Gro¨ße der
Tropfen in der dispersen Phase spielt nur eine
untergeordnete Rolle. Im stochastischen Strahl-
modell liegt zusa¨tzlich eine (unphysikalische)
Abha¨ngigkeit von der Tropfengro¨ße vor. Dies
soll anhand eines Experimentes von Naber und
Siebers (Randbedingungen in Abbildung 4.2)
demonstriert werden. Aufgrund der geringen
Kammertemperatur spielt Tropfenverdampfung
dabei nur eine geringe Rolle. Die Rechnungen
wurden auf einem Sektornetz der Kantenla¨nge
1 × 1mm mit einer 0.5◦-Zellschicht und zykli-
schen Randbedingungen durchgefu¨hrt.
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Wie in Abschnitt 2.3.1 diskutiert wurde, wird mit dem in KIVA verwendeten und auf ho-
he Reynoldszahlen abgestimmten Parametersatz des k--Modells die Aufweitung des Strahls
u¨berscha¨tzt und damit die Ausbreitungsgeschwindigkeit unterscha¨tzt. Trotzdem wird dieser
Parametersatz in der Literatur zur Modellvalidierung herangezogen (beispielsweise [64]). Um
das Vorgehen zu reproduzieren, wird in diesem Abschnitt ebenfalls c1 = 1.44 gesetzt. Tropfen-
kollisionen wurden nicht modelliert, wa¨hrend die turbulente Dispersion als ’one-way coupling’
beru¨cksichtigt wurde. Der aerodynamische Zerfall wurde folgendermaßen erfaßt:
1. Kein Zerfallsmodell, monodisperses Spray, smr = 5µm.
2. ’blob’-Methode in Verbindung mit ’wave’-Zerfallsmodell, Zerfalls-Konstante B1 = 10.
3. ’blob’-Methode in Verbindung mit ’wave’-Zerfallsmodell, Zerfalls-Konstante B1 = 30.
Je gro¨ßer die Zerfalls-Konstante gewa¨hlt wird, desto langsamer zerfallen die ’blobs’. Das simu-
lierte Eindringverhalten der Strahlspitze ist in Abbildung 4.3 der Messung gegenu¨bergestellt.
In der fru¨hen Phase der Einspritzung unterschieden sich die Varianten untereinander um den
Faktor 2 in der Eindringtiefe. Die gro¨ßte Abweichung zur Messung besteht fu¨r den Fall
der monodispersen, relativ kleinen Tropfen, mit denen die Eindringtiefe nach 1ms um u¨ber
30% unterscha¨tzt wird. Beste U¨bereinstimmung liegt fu¨r die ’blob’-Methode mit B1 = 30
vor, bei der die du¨senlochgroßen ’blobs’ relativ lange erhalten bleiben. Bis zur Strahlla¨nge
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Abbildung 4.3: Das Eindringverhalten der Strahl-
spitze in der Simulation ist stark abha¨ngig von der
Tropfengro¨ße.
von 5 cm wird die Messung nahezu exakt
wiedergegeben. Die Bewertung der Abwei-
chungen der verschiedenen Varianten zur
Messung erweist sich jedoch als schwierig.
Da die Eindringtiefe mit dem verwendeten
Turbulenzmodell fu¨r einphasige Gasfrei-
strahlen unterscha¨tzt worden wa¨re, ist dies
im wesentlichen auch fu¨r die betrachtete
Zweiphasenstro¨mung der Fall. Somit be-
steht die Mo¨glichkeit, daß fu¨r die Variante
B1 = 30 Fehler in der Strahlaufweitung
durch eine unphysikalisch große Zerfalls-
Konstante und damit lange groß bleiben-
den Tropfen kompensiert wurde. Durch
die großen Tropfen ist die kinematische
Kopplung zwischen Flu¨ssig- und Gaspha-
se gering, was eine nur wenig von der (mo¨glicherweise nicht korrekt berechneten) Gasphase
abha¨ngige Ausbreitung der Tropfen zur Folge hat. Der Impulsu¨bertrag wird sowohl zeitlich
als auch ra¨umlich verzo¨gert. Dies steht jedoch im Widerspruch zur Erkenntnis, daß bezu¨glich
des Ausbreitungsverhaltens eine Analogie zwischen Sprays und Gasfreistrahlen besteht (siehe
Kapitel 3), was auf eine kinematisch eng gekoppelte Zweiphasenstro¨mung hindeutet.
4.3.3 Netzabha¨ngigkeit und turbulente Dispersion
Um die turbulente Aufweitung des Strahls besser abzubilden, wurde c1 wieder auf 1.52
zuru¨ckgesetzt. Die Netzabha¨ngigkeit soll am Beispiel eines Experiments in der Hochtem-
peraturkammer (ρ = 24.9 kg/m3, T = 800K) von Schmalzing [100] diskutiert werden. Die-
ses Experiment wird auch zur Validierung des ICAS-Modells in Kapitel 6 herangezogen. Die
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Randbedingungen sind in Abbildung 6.14 zusammengefaßt. Es wurden drei verschiedene Net-
ze verwendet: das Netz aus Abschnitt 4.3.2 mit der Kantenla¨nge 1 × 1mm, ein Netz der
Kantenla¨nge 1 × 0.5mm und ein Netz der Kantenla¨nge 1 × 0.25mm. Wie in Abschnitt 6.2
noch genauer ausgefu¨hrt wird, ha¨ngt das Konvergenzverhalten auch vom Turbulenzzustand in
der Umgebung ab. Die Turbulenzintensita¨t wurde mit k = 10000 cm2/s2 und die turbulente
integrale La¨ngenskala mit L = 0.1 cm initialisiert. Ein Kollisionsmodell wurde nicht verwen-
det. Tropfenzerfall wurde mit der ’blob’-Methode in Verbindung mit dem ’wave’-Zerfallsmodell
(B1 = 20) modelliert.
In Abbildung 4.4 sind die simulierten Eindringtiefen fu¨r Flu¨ssig- und Gasphase der Messung
gegenu¨bergestellt. Wird die turbulente Dispersion als ’two-way coupling’ beru¨cksichtigt, so
liegt eine extreme Netzabha¨ngigkeit vor. Wa¨hrend fu¨r das Netz der Zellgro¨ße 1mm die
U¨bereinstimmung zur Messung noch relativ gut ist, wird das Ergebnis bei Netzverfeinerung
immer schlechter. Fu¨r die Zellgro¨ßen 0.5mm und 0.25mm ergeben sich Schnurstrahlen, was
gegenu¨ber der Messung eine erhebliche U¨berpenetration bedeutet.
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Abbildung 4.4: Netzvariation bei identischen physikalischen Bedingungen
Wird im Modell der turbulenten Dispersion der Spray-Quellterm W˙ s in den Gleichungen (2.9)
und (2.10) zu Null gesetzt, so stimmen die Eindringtiefen erheblich besser mit der Messung
u¨berein. Die stationa¨re Eindringtiefe der Flu¨ssigphase liegt fu¨r alle drei Netzfeinheiten nahe
der Messung, wa¨hrend das Eindringverhalten der Strahlspitze bei Netzverfeinerung leicht zu-
nimmt. Induziert durch die Turbulenz der Gasphase steigen bei der turbulenten Dispersion die
Fluktuationen der Tropfenbewegung an, wa¨hrend die Turbulenz in der Gasphase reduziert wird.
Die Vernachla¨ssigung von W˙ s verletzt die Energieerhaltung und ist eigentlich nicht zula¨ssig. Je
unkorrelierter die stochastische Bewegung der Gasphase und der Tropfen ist, desto ho¨her ist die
Dissipation der Turbulenzenergie. Auf dem gro¨bsten Netz ist zwischen ’one-way’ und ’two-way
coupling’ nahezu kein Unterschied. Bei Verfeinerung des Netzes werden die Scherschichten
im Strahl besser aufgelo¨st und das simulierte Turbulenzniveau steigt an. Aufgrund der daraus
resultierenden Verringerung der Korreliertheit zwischen der Tropfen- und Gasphasenbewegung
wird die Turbulenz der Gasphase geda¨mpft. Oﬀensichtlich wird jedoch die Korreliertheit im
verwendeten Modell von O’Rourke [95] unterscha¨tzt, was eine zu starke Absenkung der Gas-
phasenturbulenz und damit der turbulenten Viskosita¨t zur Folge hat. Das Ergebnis sind nur
sehr wenig aufgeweitete Schnurstrahlen.
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4.3.4 Spritzwinkel relativ zum Netz
Liegt die Stro¨mungsrichtung schra¨g zum Rechennetz, so erho¨ht sich gegenu¨ber paralleler
Stro¨mung abha¨ngig vom Diskretisierungsschema die numerische Viskosita¨t. Gerade fu¨r die-
selmotorische Sprays mit ihren sehr hohen Geschwindigkeitsgradienten wirkt sich dies negativ
aus. Ohne na¨her auf die Randbedingungen einzugehen, ist in Abbildung 4.5 die simulierte
Temperaturverteilung in einem Nfz-Motor kurz nach der Zu¨ndung dargestellt. Der Geome-
trie des Brennraums wurde ideal rotationssymmetrisch modelliert und die Du¨senlocher waren
identisch. Abha¨ngig vom Spritzwinkel relativ zum Rechennetz ist die Strahlstruktur der einzel-
nen Strahlen stark unterschiedlich: die parallel zum Netz spritzenden Strahlen sind erheblich
schlanker, als die schra¨g zum Netz spritzenden Strahlen. Grundsa¨tzlich wu¨rde diese Proble-
matik auch fu¨r Gasfreistrahlen bestehen. Bei zweiphasigen Stro¨mungen ﬁndet allerdings eine
Ru¨ckkopplung der falsch simulierten Vorga¨nge in der Gasphase auf die Tropfen statt. Die
Prozesse in der Flu¨ssigphase werden dann ebenfalls falsch simuliert, was zu Folgefehlern fu¨hrt.
            
Abbildung 4.5: Temperaturverteilung in einem Nfz-Motor kurz nach der Zu¨ndung (aus [105]).
Bei ideal rotationssymmetrischer Geometrie ist der Strahlwinkel und das Eindringverhalten
stark abha¨ngig vom Spritzwinkel relativ zum Netz.
Ein oﬀensichtlich nicht zielfu¨hrendes Vorgehen wurde von Watkins und Khaleghi [106] vor-
geschlagen. Sie korrigierten abha¨ngig vom relativen Spritzwinkel den Widerstandsbeiwert
der Tropfen und erhielten eine vom Spritzwinkel unabha¨ngige Strahlstruktur. Dieses Beispiel
zeigt jedoch sehr deutlich, wie leicht numerische und physikalische Eﬀekte im stochastischen
Strahlmodell vermischt werden ko¨nnen. Um die Abha¨ngigkeit vom relativen Spritzwinkel zu
verringern sind folgende drei Strategien gangbar:
1. Feinere Netze
2. Strahladaptive Vernetzung (siehe Abbildung 6.13)
3. Verwendung genauerer ra¨umlicher Diskretisierungs-Schemata
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4.4 Mangelhafte statistische Konvergenz
Die statistische Konvergenz von Prozessen in der Flu¨ssigphase kann am einfachsten im qua-
sistationa¨ren Teil des Einspritzstrahls untersucht werden, da dort Ensemble-Mittelung und
zeitliche Mittelung ineinander u¨bergehen. Gegenstand der Untersuchung sind zeitlich konstan-
te Strahleigenschaften. Bedingt durch die Diskretisierung mit ’parcels’ treten jedoch zeitliche
Fluktuationen auf, deren Varianz als Diskretisierungsfehler interpretiert werden kann. Betrach-
tet wird die Anzahl der ’parcels’ pro Zelle und die auf das Volumen bezogene Kollisionsfrequenz
der Tropfen. Als Beispiel wird wieder das Experiment von Schmalzing [100] verwendet. Um
Fluktuationen aufgrund der Randbedingungen zu vermeiden, wurde der Einspritzverlauf durch
eine konstante Einspritzrate von 7.5mm3/ms approximiert. Ab dem Zeitpunkt t = 2ms wur-
den 20 Zeitschritte der Gro¨ße ∆ t = 5 · 10−7 s bezu¨glich Mittelwert und Varianz ausgewertet.
Die Rechnung wurde auf dem groben Netz (1×1mm) und dem feinen Netz (1×0.25mm) mit
den Parametern aus Abschnitt 4.3.3 durchgefu¨hrt (Turbulente Dispersion: ’one way coupling’).
4.4.1 ’parcel’-Auflo¨sung 440 285
4152 3150
Abbildung 4.6: Die ’parcel’-Anzahl pro
Zelle nimmt bei Netzverfeinerung ab.
(’parcel’-Anzahl: obere Zeile 103, untere
Zeile 104; Netz: links fein, rechts grob)
Im stochastischen Strahlmodell wird die (hoch-
dimensionale) Wahrscheinlichkeitsfunktion in einer
Netzzelle durch eine diskrete Anzahl von ’parcels’
aufgelo¨st. Um eine gute Auﬂo¨sung der Prozesse
in der Flu¨ssigphase sicherzustellen, sollte die An-
zahl der ’parcels’ pro Zelle mo¨glichst hoch sein.
Die einzuspritzende Gesamtmasse wurde mit 1000
bzw. 10000 ’parcels’ diskretisiert. Aufgrund des ver-
wendeten ’wave’-Zerfallsmodells steigt die ’parcel’-
Anzahl wa¨hrend der Rechnung noch weiter an. Da
nur eine 0.5◦-Zellschicht mit zyklischen Randbedin-
gungen simuliert wird, handelt es sich dabei um eine
extrem hohe ’parcel’-Anzahl, die auf den gesamten
Strahl hochgerechnet 7.2 · 105 bzw. 7.2 · 106 be-
tra¨gt. U¨blicherweise wird der gesamte Strahl durch
≈ 1000 ’parcels’ diskretisiert (beispielsweise [64]).
In Abbildung 4.6 ist die sich ergebende ’parcel’-
Anzahl pro Zelle dargestellt. U¨ber den einzelnen
Strahlen ist die mittlere Gesamtzahl der ’parcels’
angegeben. Im Du¨sennahbereich und in den Rand-
zonen ist die ’parcel’-Anzahl pro Zelle geringer als
im Zentrum des Strahls. Bei Verfeinerung des Net-
zes nimmt die ’parcel’-Auﬂo¨sung ab. Eine ’parcel’-
Auﬂo¨sung von unter 10 reicht sicherlich nicht aus,
um die Wahrscheinlichkeitsdichte fu¨r die Komponen-
ten der Tropfengeschwindigkeit, Tropfenradius und
Tropfendurchmesser abzubilden. Da sie nicht nur
im Mittel, sondern jeden Zeitschritt gut aufgelo¨st
sein muß, spielt auch die Standardabweichung der
’parcel’-Auﬂo¨sung eine wichtige Rolle, die in Abbil-
dung 4.7 auf den Mittelwert normiert wurde.
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fein, 1000 fein, 10000 grob, 1000 grob, 10000
Abbildung 4.7: Auf dem groben Netz mit 10000 ’parcels’ ist die mit dem Mittelwert normierte
Standardabweichung im gesamten Strahl kleiner als 20%, wohingegen auf dem feinen Netz
mit 1000 ’parcels’ die Fluktuationen der ’parcel’-Auﬂo¨sung erheblich gro¨ßer ist.
Die mit dem Mittelwert normierte Standardabweichung ist ein Maß fu¨r die statistische Kon-
vergenz und stellt eine Art Fehlerbalken des Mittelwerts dar. Dieser ist in der Randzone
des Strahls erheblich gro¨ßer als im Zentrum, was auf eine schlechtere statistische Auﬂo¨sung
der Prozesse hindeutet. Da dort in Relation zum Zentrum die Massendichte der Flu¨ssigkeit
geringer ist, sind Fluktuationen der ’parcel’-Auﬂo¨sung allerdings weniger relevant. Auf dem
groben Netz mit 10000 ’parcels’ ist die normierte Standardabweichung im gesamten Strahl
kleiner als 20%, im Strahlzentrum sogar nur 10%. Die gro¨ßten Fluktuationen liegen auf dem
feinen Netz mit 1000 ’parcels’ im Bereich von 20% bis u¨ber 50% vor. Aufgrund der hohen
Tropfengeschwindigkeit sind die Fluktuationen speziell im Du¨sennahbereich besonders hoch.
4.4.2 Konvergenzverhalten statistischer Eigenschaften
Die Relevanz statistischer Konvergenz soll am Beispiel der Tropfenkoaleszenz diskutiert werden.
Wie in Abschnitt 2.6 dargelegt wurde, spielt fu¨r Tropfenkoaleszenz die Kollisionsfrequenz eine
Strahlbereich
Netzverfeinerung
grobes Netz
CFD-Zelle
CFD-Zelle
Abbildung 4.8: Die Tropfen in
den injektornahen Zellen sind
nicht homogen verteilt.
entscheidende Rolle, mit der u¨ber eine Poisson-Verteilung die
Wahrscheinlichkeit fu¨r Tropfenkollisionen modelliert wird. Ei-
ne gegenu¨ber der Diskretisierung invariante Gro¨ße ist die auf
das Zellvolumen VZelle und den Zeitschritt ∆ t bezogene An-
zahl von Tropfenkollisionen nkoll:
nkoll
VZelle∆ t
=
∑
i
∑
j<i
NiNj
V 2Zelle
π (rtr,i + rtr,j)
2 ‖!utr,i − !utr,j‖∆ t
(4.1)
Die Indizies i und j laufen u¨ber alle ’parcels’ in der Zelle. Trop-
fenradien und Tropfengeschwindigkeiten sind mit rtr und !utr
bezeichnet. Voraussetzung fu¨r jede Art von Kollisionsmodell
ist eine in jeder Zelle homogene, auskonvergierte Tropfenver-
teilung. Wie inAbbildung 4.8 skizziert ist, liegt in Du¨senna¨he
jedoch aufgrund des ra¨umlichen Auﬂo¨sungsproblems keine homogene Tropfenverteilung vor.
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In der abgebildeten Konﬁguration vera¨ndert sich die Anzahl der Kollisionen bei Netzverfeine-
rung nicht. Durch die Halbierung des Zellvolumens verdoppelt sich jedoch die Kollisionsfre-
quenz. Um Folgefehler zu vermeiden, wurde die Kollisionsfrequenzdichte aus Gleichung (4.1)
ohne Aktivierung des Kollisionsmodells nur passiv simuliert. In Abbildung 4.9 ist die mittlere
Kollisionsfrequenzdichte mit logarithmischer Skala dargestellt.
fein, 1000 fein, 10000 grob, 1000 grob, 10000
Abbildung 4.9: Auf dem feinen Netz ist die Kollisionsfrequenzdichte [1/(cm3 s)] im relevanten
Bereich des Strahlkerns um den Faktor 1000 gro¨ßer als auf dem groben Netz.
Mit der logarithmischen Skala bestehen fu¨r die Kollisionsfrequenzdichte zwischen 1000 ’par-
cels’ und 10000 ’parcels’ keine großen Unterschiede (Faktor < 10). Die mittlere Kollisions-
frequenzdichte auf dem groben und dem feinen Netz unterscheidet sich jedoch um mehrere
Zehnerpotenzen. Indirekt geht diese Gro¨ße in die Wachstumsrate der Tropfen durch Koales-
zenz ein und wu¨rde bei Aktivierung des Modells die Netzabha¨ngigkeit betra¨chtlich erho¨hen.
Eine vom Berechnungsnetz unabha¨ngige Kollisionsfrequenzdichte ist erst auf du¨senlochauf-
lo¨senden Netzen mo¨glich.
Gerade fu¨r die stark nichtlinearen Prozesse im Dieseleinspritzstrahl ist statistische Konver-
genz notwendige Voraussetzung fu¨r aussagekra¨ftige Resultate. In Abbildung 4.10 ist die auf
den Mittelwert bezogene Standardabweichung der Kollisionsfrequenzdichte dargestellt. Da die
Kollisionsfrequenzdichte durch eine Zweipunkt-Korrelation gebildet wird, konvergiert sie nur
langsam. Die normierte Standardabweichung der Kollisionsfrequenzdichte ist somit wesentlich
gro¨ßer als fu¨r die ’parcel’-Auﬂo¨sung. Auf dem feinen Netz mit 1000 ’parcels’ ist sie im ge-
samten Strahl gro¨ßer als 50%, in den Randzonen des Strahls und im Du¨sennahbereich sogar
u¨ber 100%. Die berechnete mittlere Kollisionsfrequenzdichte ist somit statistisch nur wenig
signiﬁkant und unterliegt extremen Fluktuationen. Diese Fluktuationen sind allein das Resul-
tat nicht ausreichender statistischer Konvergenz und nicht durch die Modellierung bedingt.
Werden 10000 ’parcels’ verwendet, so sinkt die normierte Standardabweichung nur minimal.
Auf dem groben Netz mit 10000 ’parcels liegt sie im fu¨r Kollisionen relevanten Strahlkern im
Mittel bei ≈ 40%, was jedoch immer noch viel zu hoch ist, um von einem auskonvergierten
Ergebnis zu sprechen.
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fein, 1000 fein, 10000 grob, 1000 grob, 10000
Abbildung 4.10: Aufgrund zu hoher Fluktuationen der Kollisionsfrequenzdichte liegt kein sta-
tistisch signiﬁkantes Ergebnis vor.
Schließlich muß beru¨cksichtigt werden, daß die Kollisionsfrequenz nur Eingangswert in das
Koaleszenzmodell ist. Wie die Kollision verla¨uft (Abprallen, Verschmelzen, Trennen, Zer-
tru¨mmern), ha¨ngt von weiteren lokalen Funktionen der Tropfeneigenschaften ab. Die betrach-
tete Kollisionsfrequenz entspricht in etwa einem totalen Wirkungsquerschnitt. Das Resultat
einer Tropfenkollision wird jedoch durch einen diﬀerentiellen Wirkungsquerschnitt bestimmt,
der noch deutlich langsamer konvergiert.
Die Ergebnisse lassen sich folgendermassen zusammenfassen:
• Aufgrund der nicht aufgelo¨sten Tropfenstro¨mung nahe des Du¨senlochs liegt in den Zel-
len keine homogene Tropfenverteilung vor. Die Konsequenz ist extrem starke Netz-
abha¨ngigkeit der Kollisionsfrequenzdichte.
• Trotz der verwendeten hohen ’parcel’-Anzahl ist die dimensionslose Standardabweichung
derart hoch, daß statistische Signiﬁkanz nicht gegeben ist.
• Bei Verfeinerung des Rechennetzes nimmt die Anzahl der ’parcels’ ab und die statistische
Konvergenz verschlechtert sich.
Grundsa¨tzlich gibt es zur Auﬂo¨sung der Stro¨mung nahe des Du¨senlochs keine Alternative. Sinn-
volle Ergebnisse mit dem Kollisionsmodell sind nur auf du¨senlochauflo¨senden Netzen mo¨glich.
Aufgrund des schlechten Konvergenzverhaltens ist das stochastische Strahlmodell nicht opti-
mal geeignet, die hochdimensionale Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der Tropfeneigenschaf-
ten aufzulo¨sen.
5 Das Interactive Cross-Section Avera-
ged Spray (ICAS)-Modell
In diesem Kapitel wird ein neuer Ansatz vorgestellt werden, der sich fu¨r dieselmotorische An-
wendungen zu bewa¨hren scheint (Kru¨ger et al. [8, 9]). Die Ursache fu¨r die numerischen Proble-
me des stochastischen Strahlmodells sind wie in Kapitel 4 diskutiert wurde Auﬂo¨sungsprobleme.
Diese Auﬂo¨sungsprobleme betreﬀen
• die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion der Tropfeneigenschaften
• die Stro¨mung nahe des Du¨senlochs
Aufgrund des langsamen Konvergenzverhaltens der stochastischen Beschreibung der Tropfen-
eigenschaften in Lagrange’scher Formulierung wird in der in Abbildung 2.1 dargestellten
Ableitung ein Schritt zuru¨ckgegangen zur statistischen Beschreibung der ’spray equation’ in
Euler’scher Formulierung. Dieser Ansatz wird in Abschnitt 5.2 vorgestellt. Bekanntlich ist das
Konvergenzverhalten der Flu¨ssigkeit in Euler’scher Formulierung deutlich besser als in Lagran-
ge’scher Beschreibung (beispielsweise Hallmann [107]).
Das Auﬂo¨sungsproblem fu¨r die Stro¨mung in der Na¨he des Du¨senlochs bleibt jedoch auch in
Euler’scher Beschreibung bestehen. Einen Lo¨sungsansatz lieferten Wan und Peters [6] und
Wan [108], die ein eindimensionales Strahlmodell vorstellten. In diesem auch als ICAS-Modell
(Interactive Cross-Section Averaged Spray) bezeichneten Ansatz werden die Beschreibungs-
gleichungen u¨ber den Strahlquerschnitt integriert und eindimensional gelo¨st. Dieser Integra-
tionsprozeß wird in Abschnitt 5.3 beschrieben. Durch Quelltermaustausch ﬁndet eine Interak-
tion mit dem 3D-Code KIVA [15] statt (siehe Abschnitt 5.4). Dabei werden die Quellterme
konservativ an die entsprechende Stelle des Brennraums projiziert, in der sich der Strahl beﬁn-
det. Die Zylinderinnenstro¨mung (Drall, Tumble) wird durch eine gekru¨mmte Einbettung der
Quellterme beru¨cksichtigt. Die Kru¨mmung der Strahlachse wird u¨ber eine stationa¨re Impuls-
bilanz bestimmt (siehe Abschnitt 5.4.4).
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5.1 Ableitung eines Konzepts zur Strahlsimulation
Da die numerisch kritische Zone vor allem im dichten Strahlbereich an der Du¨seno¨ﬀnung sitzt,
kommt dort das 1D-Modell zum Einsatz. In diesem Bereich dominiert der Strahl aufgrund sei-
ner hohen Impulsstromdichte (Impulsstrom/Querschnitt des Strahls) gegenu¨ber allen anderen
Umgebungseinﬂu¨ssen. Das 1D-Modell ist hier somit sehr gut applizierbar. Weiter strahlabwa¨rts
nimmt die Impulsstromdichte ab und Umgebungseinﬂu¨sse werden wichtiger. Dadurch wird die
Eindimensionalita¨t des Strahls gesto¨rt und es muß ein Umschalten auf ein mehrdimensionales
Strahlmodell erfolgen. Dazu wird an einer deﬁnierten Position im Strahl auf das konventionelle
stochastische Strahlmodell umgeschaltet (siehe Abschnitt 5.4.3). In Abbildung 5.1 ist das
in dieser Arbeit entwickelte Konzept zur Modellierung der dieselmotorischen Gemischbildung
dargestellt.
            
Du¨seninnenstro¨mung :
wird nicht berechnet, statt-
dessen Vorgabe
• Massen- u. Impulsstrom
• Tropfenspektrum
• Instabilita¨t der Tropfen
1D-Strahlmodell :
durch Vorgabe des Strahlwinkels
• Vermeidung der Probleme des
3D-Strahlmodells in Du¨senna¨he
• numerisch richtige Berech-
nung der Austauschprozesse
Flu¨ssigkeit → Gas
3D-Strahlmodell (DDM) :
detaillierte Berechnung der
Tropfen-Interaktion mit
• Drall
• Turbulenz der Gasphase
• Wa¨nden
Abbildung 5.1: Berechnungskonzept fu¨r die dieselmotorische Einspritzung
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5.2 Ableitung eines Euler-Euler-Modells
Aufgrund der fundamentalen numerischen Konvergenzprobleme des stochastischen Ansatzes
wird dieser verworfen und zur statistischen Beschreibung der ’spray equation’ zuru¨ckgegangen
(siehe Gleichung (2.4)). In allgemeiner Form la¨ßt sie sich schreiben als
∂ ψ
∂ t
+∇$x · (ψ !utr) +∇$utr · (ψ !F ) +∇$atr · (ψ !A) = f˙bre + f˙koll (5.1)
Die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ψ fu¨r die Tropfenanzahl N ist dabei deﬁniert als
ψ(!x, !utr,!atr, t) =
d6+iN
dx3 du3tr da
i
tr
(5.2)
In !atr sind ausgenommen der Tropfengeschwindigkeit sa¨mtliche Tropfeneigenschaften enthal-
ten. In dieser Arbeit wird nur der Tropfendurchmesser dtr und die Tropfentemperatur Ttr
verwendet:
!atr = (dtr, Ttr) !A =
d!atr
d t
= (d˙tr, T˙tr) (5.3)
Dabei stellt !F bzw. !A die Zeitableitung von !utr und !atr in Lagrange’scher Betrachtungsweise
auf den Einzeltropfen bezogen dar. Wie bereits in Abschnitt 2.1 diskutiert wurde, ist eine Eu-
ler’sche Beschreibung der Flu¨ssigkeit in allen Phasenraumdimensionen aus Rechenzeitgru¨nden
nicht durchfu¨hrbar. Stattdessen werden Transportgleichungen fu¨r gemittelte Sprayeigenschaf-
ten abgeleitet. Dazu wird Gleichung (5.1) in Momentengleichungen transformiert, wozu eine
Mittelung u¨ber alle Phasenraumdimensionen außer den Ortskoordinaten vorgenommen wird.
Erste Momente sind mittlerer Tropfendurchmesser, mittlere Geschwindigkeit und mittlere Trop-
fentemperatur. Varianzen und Kovarianzen entsprechen in etwa den zweiten Momenten. Die
Modellierung der Austauschprozesse ho¨herer Momente ist jedoch sehr schwierig, da es sich bei
ψ um eine in den Phasenraumdimensionen sehr stark verschra¨nkte Wahrscheinlichkeitsdich-
tefunktion handelt und eine Entkopplung durch einen Produktansatz in den Phasenraumdi-
mensionen nicht mo¨glich ist. In dieser Arbeit werden nur die ersten Momente beru¨cksichtigt.
Durch diesen Schritt wu¨rden jedoch die Korrelationen zwischen !utr, dtr und Ttr eliminiert wer-
den. Um diese Korrelationen trotzdem abbilden zu ko¨nnen, werden die Tropfen in verschiedene
Klassen aufgeteilt, von denen jede durch mittlere Gro¨ßen bestimmt ist. Diese ko¨nnen sich u¨ber
Zeit und Ort a¨ndern. Innerhalb jeder Klasse wird angenommen, daß die Varianzen der ein-
zelnen Gro¨ßen vernachla¨ssigbar klein sind. Dies rechtfertigt dann die Beschra¨nkung auf die
ersten Momente.
Durch diese Art der Beschreibung wird im Ortsraum eine Euler-Formulierung verwendet, d.h.
die Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion ψ ist durch eine deﬁnierte Klassenanzahl aufgelo¨st. Im
!ud-rd-Td-Phasenraum hingegen wird eine Bewegung der Tropfenklassen a¨hnlich einer Lagran-
ge’schen Beschreibung zugelassen. Wie in Abbildung 5.2 schematisch dargestellt, werden im
Phasenraum die ra¨umliche, bzw. zeitliche Entwicklung von Trajektorien bestimmter Sprayei-
genschaften berechnet.
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Abbildung 5.2: Trajektorien in einem Unterraum mit der Ortskoordinate x1, der Tropfentem-
peratur Ttr und dem Tropfendurchmesser dtr. Die Trajektorien gehen vom bekannten Zustand
am Injektor aus. Das dort vorliegende Tropfenspektrum mit konstanter Temperatur T0 wur-
de durch 3 Klassen diskretisiert. Die blaue Ebene entspricht der Projektion dtr(x1), die rote
Ebene Ttr(x1).
Dabei handelt es sich um eine Integralmethode, d.h. es werden integrale Eigenschaften Gj(!x, t)
des Sprays transportiert. Diese werden durch Integration einer lokalen Funktion G(!utr,!atr)
u¨ber den durch die Tropfenklasse j deﬁnierten Bereich des Phasenraums bestimmt.
G j(!x, t) =
∫
Klasse j
ψ(!x, !utr,!atr, t) G(!utr,!atr) d!utr d!atr (5.4)
Die Zeitableitung setzt sich zusammen aus der zeitlichen A¨nderung des Integranden und der
Integrationsgrenzen.
∂ Gj(!x, t)
∂ t
=
∫
Klasse j
∂ ψ
∂ t
G(!utr,!atr) d!utr d!atr
︸ ︷︷ ︸
(1)
+
∫
∂ Klasse j
ψ G(!utr,!atr) [!v$utr !v$atr ] ·

d !S$utr
d !S$atr


︸ ︷︷ ︸
(2)
(5.5)
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Die Bewegung der Berandungen des Integrationsgebiets !S$utr , !S$atr im Integral (2) erfolgt mit
den Geschwindigkeiten !v$utr und !v$atr , die zuna¨chst unbestimmt ist. Der Ausdruck (1) kann
nach Einsetzen von Gleichung (5.1) geschrieben werden als
(1) = −
∫
Klasse j
∇$x · (ψ !utr) G(!utr,!atr) d!utr d!atr
︸ ︷︷ ︸
(3)
−
∫
Klasse j
(
∇$utr · (ψ !F ) +∇$atr · (ψ !A)
)
G(!utr,!atr) d!utr d!atr
︸ ︷︷ ︸
(4)
(5.6)
(4) =
∫
Klasse j
(
∇$utr · (ψ !F G(!utr,!atr)) +∇$atr · (ψ !AG(!utr,!atr))
)
d!utr d!atr
︸ ︷︷ ︸
(5)
−
∫
Klasse j
(
ψ !F ∇$utr ·G(!utr,!atr) + ψ !A∇$atr ·G(!utr,!atr)
)
d!utr d!atr
︸ ︷︷ ︸
(6)
(5.7)
Erfolgt die Bewegung der Integrationsgrenzen mit der zeitlichen Ableitung der Integrationsva-
riablen !utr und !atr ku¨rzen sich die Ausdru¨cke (2) und (5) nach dem Gauß’schen Integralsatz.
!v$utr = !F !v$atr = !A (5.8)
Mit dieser Formulierung handelt es sich um ein Lagrange’sches Verfahren im !utr-!atr-
Phasenraum, d.h. es ﬁndet keine Konvektion u¨ber die Klassengrenzen statt. Nach Einfu¨hrung
der Kurzschreibweisen
(3) = ∇$x · !utr G j(!x, t)
(6) = !F · ∂ G
∂ !utr j
(!x, t) + !A · ∂ G
∂!atr j
(!x, t)
(5.9)
kann eine allgemeine Transportgleichung fu¨r Momente der Gleichung (5.1) angegeben werden:
∂ G j(!x, t)
∂ t
+∇$x · !utr G j(!x, t) = !F ·
∂ G
∂ !utr j
(!x, t) + !A · ∂ G
∂!atr j
(!x, t) (5.10)
Unter der Annahme kleiner Varianzen kann diese Gleichung geschrieben werden als
∂ G j(!x, t)
∂ t
+∇$x ·
(
!utr j(!x, t) G j(!x, t)
)
= !F j(!x, t) · ∂ G
∂ !utr j
(!x, t) + !A j(!x, t) · ∂ G
∂!atr j
(!x, t)
(5.11)
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Mit Gleichung (5.11) ko¨nnen Gleichungen fu¨r Masse, Impuls, Tropfendurchmesser und Trop-
fentemperatur abgeleitet werden. Die einzelnen Terme sind in Tabelle 5.1 dargestellt.
Masse Impuls Durchmesser Temperatur
G ρfl
π
6
d3tr ρfl
π
6
d3tr !utr ρfl
π
6
d3tr d
2
tr ρfl
π
6
d3tr Ttr
G j ρfl αj ρfl αj !utrj ρfl αj d
2
trj
ρfl αj Ttrj
!utr j G j ρfl αj !utrj ρfl αj !utrj !utrj ρfl αj d
2
trj
!utrj ρfl αj Ttrj !utrj
!F j
∂ G
∂ !utr j
0. ρfl αj
∂ !utrj
∂ t
0. 0.
∂ dtr
∂ t j
∂ G
∂ dtr j
3 ρfl αj
dtrj
∂ dtrj
∂ t
3 ρfl αj
dtrj
!utrj
∂ dtrj
∂ t
5 ρfl αj dtrj
∂ dtrj
∂ t
3 ρfl αj
dtrj
Ttrj
∂ dtrj
∂ t
∂ Ttr
∂ t j
∂ G
∂ Ttr j
0. 0. 0. ρfl αj
∂ Ttrj
∂ t
Tabelle 5.1: Transportierte Momente in Gleichung (5.11). Die A¨nderung der Tropfendurch-
messer dtr resultiert aus Tropfenverdampfung.
Dabei ist αj der Volumenanteil Vflj der Tropfenklasse j am Gesamtvolumen Vges
αj =
Vflj
Vges
(5.12)
Das Produkt ρfl αj kann auch durch die mittlere Dichte des Gemischs ρm = mges/Vges und
den Massenanteil Yj = mj/mges ausgedru¨ckt werden
ρfl αj = ρm Yj mit ρm =
ρg
1− Yges
(
1− ρg
ρfl
) (5.13)
Der u¨ber alle Tropfenklassen aufsummierte Massenanteil der Flu¨ssigphase ist
Yges =
∑
j
Yj (5.14)
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5.2.1 Tropfenzerfall und Tropfenkollisionen
Auf der linken Seite von Gleichung (5.1) ist die Konvektion der Tropfenanzahldichte ψ im ge-
samten Orts- und Phasenraum abgebildet. Es handelt sich dabei um Prozesse, bei denen die
Teilchenanzahl erhalten bleibt. Nicht teilchenerhaltende Prozesse, wie Tropfenzerfall und Trop-
fenkollision stehen auf der rechten Seite als Quellterm. In dieser Arbeit wird auf die Modellie-
rung von Tropfenkollisionen komplett verzichtet. Der Quellterm fu¨r den Tropfenzerfall entha¨lt
in allgemeiner Form einen Wirkungsquerschnitt, welcher die U¨bertragungswahrscheinlichkeit
auf andere Tropfendurchmesser entha¨lt (siehe [15]). In einem ersten Schritt wird der Tropfen-
zerfall vereinfachend als kontinuierlicher Vorgang betrachtet.
Analog zur ’spray equation’ der Tropfenanzahldichte ψ la¨ßt sich aus der statistischen Mechanik
heraus eine Transportgleichung fu¨r die Massendichte ϕ
ϕ(!x, !utr,!atr, t) =
d8mtr
dx3 du3tr ddtr dTtr
(5.15)
formulieren, die keinen Zerfallsquellterm entha¨lt:
∂ ϕ
∂ t
+∇$x · (ϕ!utr) +∇$utr · (ϕ !F ) +
∂
∂ dtr
(ϕ d˙trbre) +
∂
∂ Ttr
(ϕ T˙tr) = f˙verd (5.16)
Stattdessen bewirkt der Tropfenzerfall eine Konvektionsbewegung in der Durchmesser-Koor-
dinate, wa¨hrend die Tropfenverdampfung den Quellterm f˙verd ergibt. Zwischen Massendichte
ϕ und Teilchendichte ψ besteht der Zusammenhang:
ϕ =
π
6
ρfl d
3
tr ψ (5.17)
Der Koeﬃzientenvergleich zwischen der mit π
6
ρfl d
3
tr multiplizierten ’spray equation’ (5.1) und
Gleichung (5.16) liefert fu¨r den Zerfallsquellterm f˙bre
f˙bre =
6
π
1
d3tr
∂
∂ dtr
(ψ d˙trbre) (5.18)
Die Integration u¨ber das Gebiet der Tropfenklasse j mit G = π
6
ρfl d
3
tr d
2
tr ergibt den Zerfalls-
quellterm
f˙bre,j = ρfl αj
(
d
d t
d2tr,j
)
bre
(5.19)
5.2.2 Turbulente Dispersion
Die Beschreibungsgleichung fu¨r turbulente Dispersion ist in Lagrange’scher Beschreibung
die Langevin-Gleichung (2.79) und in Euler’scher Beschreibung die Fokker-Planck-Gleichung
(2.82), die in Kapitel 2.9 diskutiert wurden.
U¨ber die Vorgabe des Strahlwinkels im ICAS-Modell wird die turbulente Dispersion in dieser
Arbeit nur indirekt beru¨cksichtigt (siehe Abschnitt 5.3).
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5.3 Integration der Euler-Euler-Formulierung u¨ber den
Strahlquerschnitt
Fu¨r Auftriebsﬂammen stellten Peters und Go¨ttgens [109] einen integralen Ansatz vor, in dem
die Transportgleichungen u¨ber den Strahlquerschnitt integriert wurden, so daß nur noch die
Strahlachse als Ortskoordinate u¨brigbleibt. Diese Lo¨sungsidee wurde von Wan [108] auf zwei-
phasige Stro¨mungen u¨bertragen. Dieses sogenannte Interactive Cross-Section Averaged Spray
(ICAS)-Modell wurde in dieser Arbeit weiterentwickelt und auf motorische Anwendungen ap-
pliziert. Es handelt sich dabei um ein eindimensionales Strahlmodell. Die Verteilung der
verschiedenen Gro¨ßen u¨ber den Strahlquerschnitt kann durch Proﬁlvorgaben bis zu einem
gewissen Grade beru¨cksichtigt werden. Die Rechtfertigung fu¨r dieses Vorgehen ist darin zu
sehen, daß der Dieseleinspritzstrahl im Du¨sennahbereich im wesentlichen ein eindimensionales
Pha¨nomen ist. Der Strahlwinkel ist eine wesentliche Eingabegro¨ße, auf dessen Bestimmung in
Abschnitt 5.4.1 genauer eingegangen wird. Er deﬁniert den Strahlbereich, u¨ber den auﬁnte-
griert wird (Abbildung 5.3). Auf diese Weise ist implizit gewa¨hrleistet, daß das Modell die
Strahldimensionen auch in Du¨senna¨he exakt abbildet.
vorgegebener
Strahlwinkel
Entrainment
Verteilungen fu¨r alle
relevanten Gro¨ßen
Transportgleichungen:
Flu¨ssig-Phase: Masse und Impuls
Tropfendurchmesser
Tropfentemperatur
Gas-Phase: Impuls und Energie
Untermodelle:
• Detaillierte Beschreibung der
Verdampfung und Tropfenaufheizung
• Detailliertes Zerfallsmodell
Abbildung 5.3: Die Beschreibungsgleichungen des ICAS-Strahlmodells sind in Euler-Euler-
Formulierung hergeleitet und werden u¨ber den Strahlquerschnitt integriert und eindimensional
in Strahlrichtung gelo¨st.
Um die Integration u¨ber den Strahlquerschnitt leichter durchzufu¨hren, wird von einem
rotationssymmetrischen Strahl ausgegangen (Koordinaten: x, r ; Geschwindigkeiten: u, v).
Da das ICAS-Strahlmodell nur in Du¨senna¨he eingesetzt werden soll, ist dort der Einﬂuß der
Diﬀusion gegenu¨ber der Konvektion in Ausbreitungsrichtung des Strahls (x-Richtung) ver-
nachla¨ssigbar.
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Bei Verwendung der Prandtl’schen Grenzschichtannahme sowie Voraussetzung konstanten
Drucks im Strahlbereich und nach Einfu¨hrung des Operators
Lk(ρm a) =
∂ (ρm a r)
∂ t
+
∂ (ρm a uk r)
∂ x
+
∂ (ρm a vk r)
∂ r
k = g, f lj (5.20)
ko¨nnen Kontinuita¨ts- und Impulsgleichung der Gasphase in x-Richtung geschrieben werden als
Lg(ρm (1− Yges)) =
∑
j
(w˙verd,j) r (5.21)
Lg(ρm (1− Yges) ug) =
∑
j
(w˙verd,j utr,j) r +
∑
j
(fw,j) r +
∂
∂ r
(
ρm (1− Yges)De r∂ ug
∂ r
)
(5.22)
Die integralen Mittelwerte (bezeichnet mit Dach) werden u¨ber folgende Rechenvorschrift be-
stimmt
ρˆ aˆ b2 = 2
b∫
0
ρm a r dr (5.23)
Dabei werden u¨ber den Strahlquerschnitt konstante Proﬁle der Beschreibungsgro¨ßen ange-
nommen. An der Position r = b muß die kinematische Randbedingung
vk = uk
d b
d x
k = g, f lj (5.24)
erfu¨llt werden. Durch die Wahl der Integrationsgrenze b wird der Diﬀusionsprozeß sowohl fu¨r
die Flu¨ssig-, als auch die Gasphase in radialer Richtung implizit festgelegt. Eine Modellierung
der Turbulenz in der Gasphase oder der turbulenten Dispersion der Flu¨ssigphase ist daher
nicht erforderlich. Fu¨r die Ausbreitung (siehe Gleichung (3.1)) des Strahls und damit fu¨r die
Prozesse im Strahl ist die turbulente Aufweitung des Strahls eine entscheidende Gro¨ße. Daher
ist der Strahlradius b, der nach Gleichung (5.29) vom Strahlwinkel abha¨ngt, sehr sorgfa¨ltig zu
wa¨hlen. Die in dieser Arbeit verwendete Strategie ist in Abschnitt 5.4.1 beschrieben.
Durch Einfu¨hrung der Diﬀerentialoperatoren
Dtr,j (aˆ) =
∂ (ρˆ aˆ b2)
∂ t
+
∂ (ρˆ uˆtr,j aˆ b
2)
∂ x
Dg (aˆ) =
∂ (ρˆ aˆ b2)
∂ t
+
∂ (ρˆ uˆg aˆ b
2)
∂ x
(5.25)
ergeben sich folgende Gleichungen fu¨r die ﬂu¨ssige Phase
Dtr,j ( Yˆj ) = − ˆ˙wverd,j b2
Dtr,j ( Yˆj uˆtr,j ) = − ˆ˙wverd,j b2 uˆtr,j − fˆw,j b2
Dtr,j ( Yˆj dˆ
2
tr,j ) = −5/3 ˆ˙wverd,j dˆ2tr,j b2 − Kˆbre,j ρˆ Yˆj b2
Dtr,j ( Yˆj Tˆtr,j ) = − ˆ˙wverd,j Tˆtr,j b2 + KˆT,j ρˆ Yˆj b2
(5.26)
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Die fu¨r die Quellterme verwendeten Platzhalter sind
Verdampfung: ˆ˙wverd,j =
3
2
Kˆverd,j
dˆ2tr,j
ρˆ Yˆj mit Kˆverd,j =
(
d
d t
dˆ2tr,j
)
verd
Widerstand: fˆw,j = ρˆ Yˆj
d
d t
uˆtr,j
Zerfall: Kˆbre,j =
(
d
d t
dˆ2tr,j
)
bre
Aufheizung: KˆT,j =
d
d t
Tˆtr,j
(5.27)
Die Quellterme zwischen Flu¨ssig- und Gasphase werden konservativ u¨bertragen.
Dg ( ρˆ (1− Yˆges) ) = ˆ˙wentr b2 +∑
j
( ˆ˙wverd,j) b
2
Dg ( ρˆ (1− Yˆges) ξˆ ) = ˆ˙wentr ξˆa b2 +∑
j
( ˆ˙wverd,j) b
2
Dg ( ρˆ (1− Yˆges) ug ) = ∑
j
( ˆ˙wverd,j uˆtr,j) b
2 +
∑
j
(fˆw,j) b
2
(5.28)
Es werden Transportgleichungen fu¨r Gasmasse, Kraftstoﬀdampf und Impuls der Gasphase
gelo¨st (Dampf-Massenbruch ξ = mf/mg mit der Dampfmasse mf und der Gasmasse mg).
Der Dampf-Anteil im Entrainment ist ξa. Eine Sonderstellung nimmt die Kontinuita¨tsgleichung
der Gasphase (1. Zeile (5.28)) ein, die den Quellterm ˆ˙wentr entha¨lt. Er beinhaltet einerseits
die durch den Strahl angesaugte Luft (Entrainment) und andererseits die durch die Strahlspit-
ze verdra¨ngte Luft vor dem Strahl. Wan [108] folgte dabei Peters und Go¨ttgens [109], die
den Entrainment-Quellterm fu¨r einen stationa¨ren Gasfreistrahl proportional der Geschwindig-
keit der Gasphase und der Gasdichte der Umgebung angenommen haben. Diese fu¨r stationa¨re
Gasfreistrahlen geeignete Modellierung ist jedoch fu¨r die Betrachtung der instationa¨ren Strahl-
ausbreitung problematisch, da die Verdra¨ngungswirkung der Strahlspitze nicht beru¨cksichtigt
ist. Wird diese Verdra¨ngung nicht modelliert, sammelt sich die vor dem Strahl beﬁndliche
Gasmasse an der Strahlspitze. Da der vorhandene Strahlimpuls dann auf eine viel zu große
Gasmasse u¨bertragen wird, kommt es zu einer unphysikalischen Abbremsung der Strahlspitze.
Wan [108] versuchte dies durch die Wahl der Anfangsbedingungen im Strahlgebiet zu umgehen,
indem er die Gasdichte zu Null initialisierte. Diese Vorgehensweise ist allerdings inkonsistent
mit dem ICAS-Konzept gema¨ß Gleichung (5.23), das auch vor der Strahlspitze gu¨ltig sein muß.
Desweiteren ko¨nnen die Austauschprozesse zwischen den Phasen an der Strahlspitze, wo sich
zuna¨chst nur Tropfen beﬁnden, bei verschwindender Gasdichte nicht berechnet werden.
Statt den Entrainmentquellterm bzw. die Verdra¨ngung an der Strahlspitze zu modellieren,
wird in dieser Arbeit der Strahlwinkel β vorgegeben. Der Strahlradius b ergibt sich zu
b = reff + tan
(
β
2
)
x (5.29)
Die Kontinuita¨tsgleichung der Gasphase wird dann zur Bestimmung des Entrainment-
Quellterms benutzt, der sowohl positiv (Ansaugen von Luft aus der Umgebung) oder negativ
(Verdra¨ngung von Luft im Strahlbereich) sein kann. Auf die Prozesse an der Strahlspitze wird
in Abschnitt 6.1 eingegangen.
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5.3.1 Energiegleichung fu¨r die Gasphase
Peters und Wan [6] lo¨sten im 1D-Code keine Gleichung fu¨r die thermodynamischen Eigenschaf-
ten der Gasphase (Temperatur und Partialdichten). Stattdessen koppelten sie Gastemperatur
und Partialdichten als Randbedingung aus dem 3D-Code ein. Dieses Vorgehen hat jedoch zwei
gravierende Nachteile:
• Eine nicht interaktive CAS-Rechnung ist nicht sinnvoll mo¨glich. Bei Einspritzung des
relativ kalten Dieselkraftstoﬀs in den sehr heißen Brennraum ku¨hlt sich die Luft im
Strahlbereich stark ab, wodurch die Verdampfung verzo¨gert wird. Unter der Annahme,
daß die Gastemperatur im Strahl der hohen Umgebungstemperatur entspricht, wu¨rde
die Verdampfung erheblich u¨berscha¨tzt werden.
• Bei interaktiven Rechnungen mit ICAS besteht fu¨r die Gastemperatur und die Partial-
dichten im Du¨sennahbereich ebenso wie fu¨r die Geschwindigkeit (siehe Abbildung
4.1) ein Auﬂo¨sungsproblem. Auf groben Netzen werden fu¨r die Gastemperatur im
Du¨sennahbereich zu hohe Werte berechnet, was zu u¨berscha¨tzter Verdampfungsrate
fu¨hrt.
Daher wird auch fu¨r die 1D-Gasphase eine Energiegleichung gelo¨st. Durch das Entrainment
und die durch Tropfenwiderstand entstehende Reibleistung wird Energie zugefu¨hrt, wa¨hrend
die Tropfenaufheizung eine Energiesenke darstellt.
Dg ( (1− Yˆges) ig ) = ˆ˙wentr ig,a b2 +
∑
j
( ˆ˙wverd,j itr) +
∑
j
(ρˆ Yˆj KT,j cfl) b
2 + ˆ˙Ediss b
2 + ˆ˙EV b
2
(5.30)
Die innere Energie der Gasphase in der Umgebung ig,a wird bei der Umgebungstemperatur Tg,a
ausgewertet, wa¨hrend itr und cfl bei der Tropfentemperatur Ttr,j berechnet werden. Fu¨r die
Berechnung der durch das Entrainment zugefu¨hrten Energie wird eine turbulente Lewis-Zahl
von Eins angenommen. Fu¨r die Volumena¨nderungsarbeit ˆ˙EV wird wie in der Impulsgleichung
der Gasphase von ra¨umlich konstantem Druck ausgegangen. Sie ergibt sich zu:
ˆ˙EV = − p
b2
∂
∂ x
(
[1− αˆ] uˆg b2
)
+
p
ρg,a
ˆ˙wentr (5.31)
Die Reibleistung ˆ˙Ediss kann durch Addition der Rechthandseiten der kinetischen Energien von
Gas- und Flu¨ssigphase bestimmt werden. Diese ko¨nnen durch Multiplikation der Impulsglei-
chungen mit den entsprechenden halben Geschwindigkeiten in konservativer Form geschrieben
werden:
Dg (
1
2
(1− Yˆges) u2g ) =
∑
j
( ˆ˙wverd,j uˆtr,j) ug b
2 − 1
2
∑
j
( ˆ˙wverd,j) u
2
g b
2 +
∑
j
(fˆw,j) ug b
2
Dtr,j (
1
2
Yˆj u
2
tr,j ) = −12 ˆ˙wverd,j u2tr,j b2 − fˆw,j uˆtr,j b2
(5.32)
Somit ergibt sich fu¨r die Reibleistung:
ˆ˙Ediss =
∑
j
(fˆw,j (uˆtr,j − uˆg)) + 1
2
∑
j
( ˆ˙wverd,j (uˆtr,j − uˆg)2) (5.33)
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5.3.2 Verwendete Modelle sowie Anfangs- und Randbedingungen
In der folgenden Liste sind Informationen u¨ber die verwendete Modellierung relevanter Trop-
fenprozesse sowie u¨ber die Anfangs- und Randbedingungen von ICAS zusammengefaßt:
• Du¨seninnenstro¨mung :
Der zeitliche Verlauf des Massenstroms muß als Meßwert vorliegen bzw. durch Simulation
der Injektorhydraulik bestimmt werden. Der Impulsstrom wird gema¨ß Gleichung (2.25)
u¨ber den Kontraktionsbeiwert Ca modelliert. Daraus ergeben sich aus Gleichung (2.26) der
eﬀektive Lochquerschnitt Aeff und die eﬀektive Geschwindigkeit ueff,0.
• Tropfenzerfall :
Anstelle einer Modellierung des Prima¨rzerfalls wird am Du¨senaustritt eine χ-squared Trop-
fengro¨ßen-Verteilung gema¨ß Gleichung (2.41) mit dem Freiwert r¯ vorgegeben. Diese Ver-
teilung wird mit der vorgegebenen Anzahl von Tropfenklassen unter der Nebenbedingung
gleicher Massenstro¨me diskretisiert. Der Sekunda¨rzerfall wird mit dem ’wave’-Modell nach
Reitz [60] simuliert (Zerfallszeitskala nach Gleichung (2.40), Freiwert B1). Die Abnah-
me des mittleren Tropfendurchmessers einer Tropfenklasse wird gema¨ß Gleichung (2.35)
berechnet.
• Kollision und Koaleszenz :
ICAS schaltet im Fernbereich des Injektors auf das stochastische Strahlmodell um. Aufgrund
mangelhafter statistischer Konvergenz ko¨nnen damit Kollisionsprozesse nicht sinnvoll abge-
bildet werden (siehe Abschnitt 4.4.2). Um eine durchga¨ngige Modellierung zu gewa¨hrleisten,
wird auch im ICAS-Modell auf die Modellierung von Kollision und Koaleszenz verzichtet.
• Tropfenverdampfung :
In dem benutzten einkomponentigen Modell wird ein quasistationa¨res Gasphasenmodell ver-
wendet. Konvektion wird u¨ber die Ranz-Marschall Korrelation (2.54) erfaßt. Die Massen-
und Wa¨rmetransportzahlen werden Abramzon und Sigrignano [84] folgend auf Basis der
Filmtheorie berechnet. Das Tropfeninnere wird mit dem ’Uniform-Temperature’-Modell
beschrieben.
• Tropfenwiderstand :
Der Widerstandbeiwert cw wird gema¨ß den Gleichungen (2.73) und (2.74) abha¨ngig von
der Reynoldszahl der Gasphase und dem Volumenanteil der Flu¨ssigphase berechnet. Der
Einﬂuß von Tropfenverformung wird mit den Gleichungen (2.75) und (2.76) beru¨cksichtigt.
Der Eﬀekt der Stefan-Stro¨mung wird u¨ber Gleichung (2.77) erfaßt.
• Turbulente Dispersion :
Durch Vorgabe der Strahlwinkels ist turbulente Dispersion in ICAS implizit modelliert. Im
stochastischen Strahlmodell wird turbulente Dispersion mit dem Modell von O’Rourke [95]
als ’one-way coupling’ simuliert.
• Anfangsbedingungen : t = t1,inj 0 < x < xCAS (keine Flu¨ssigphase)
Yˆj = 0 , ρˆ =
RTa
Ma pa
, uˆg = 0 , Tˆg = Ta , ξˆ = ξa
• Randbedingungen : t1,inj < t < t2,inj x = 0 (keine Gasphase)
Yˆj =
1
nkl
, ρˆ = ρfl , uˆtr,j = ueff,0 , Tˆtr,j = Ttr,0 , dˆ
2
tr,j = d
2
tr,0 aus Verteilung
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5.4 Interaktion mit dem 3D-Code
Das 1D-Strahlmodell wird außerhalb des 3D-Codes gelo¨st, interagiert aber mit diesem. Quell-
terme fu¨r Masse, Energie und Impuls, die im 1D-Modell zwischen Flu¨ssig- und Gasphase
wirken, werden an der entsprechenden Stelle auch in die 3D-Rechnung eingekoppelt (Abbil-
dung 5.5). Die 3D-Rechnung wiederum liefert die thermodynamischen Eigenschaften des
Entrainments, die u¨ber einen das 1D-Strahlmodell umgebenden Hohlkegel gemittelt werden.
Bei chemischen Reaktionen im Projektionsgebiet werden Quellterme an die entprechende Stel-
le des 1D-Strahlmodells u¨bergeben (Abbildung 5.4). Im 3D-Code wird keine Flu¨ssigphase
berechnet.
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Abbildung 5.4: Interaktion des 1D-Strahlmodells mit dem 3D-Code. Die Quellterme zwi-
schen den 1D-Phasen werden konservativ an die entsprechende Stelle des 3D-Codes projiziert.
Ru¨ckgekoppelt werden chemische Quellterme in der Strahlregion und der thermodynamische
Zustand des Entrainments.
In Grundzu¨gen koppelte bereits Wan [108] das CAS-Modell an den CFD-Code KIVA an. Die
Interaktion fu¨hrte er u¨ber den Austausch intensiver, also volumenbezogener Gro¨ßen durch.
Er unterschied zwischen ’nahem Spray’ und ’weitem Spray’. Beim ’nahen Spray’ werden die
Quellterme nur an diejenigen KIVA-Zellen u¨bertragen, die komplett im Strahl liegen, beim
’weiten Spray’ wird auch nur teilweise im 1D-Gebiet liegenden Zellen der Quellterm zugewie-
sen. Dieses Verfahren ist jedoch nicht konservativ !
Grundsa¨tzlich ist ein Austausch intensiver Gro¨ßen auch konservativ mo¨glich. Probleme treten
jedoch auf, wenn die KIVA-Zelle nur partiell von der ICAS-Zelle u¨berdeckt wird. Der Quellterm
mu¨ßte dann mit dem volumetrischen U¨berdeckungsgrad der Zellen multipliziert werden. Diese
U¨berdeckung dreidimensional zu berechnen ist allerdings aufwendig. Eine andere Mo¨glichkeit
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besteht darin, extensive Gro¨ßen auszutauschen. Wie in Abbildung 5.5 dargestellt ist, wird
die ICAS-Scheibe in mehrere Bereiche unterteilt. Diese Unterteilung erfolgt adaptiv nach
den Zellgro¨ßen in KIVA. Der zwischen den Phasen in CAS ausgetauschte Quellterm wird mit
dem Scheibenvolumen multipliziert und gewichtet mit einer ra¨umlichen Verteilungsfunktion
f(x, r) auf die Unterbereiche verteilt. Jeder Unterbereich wird durch einen Einkoppelpunkt i
repra¨sentiert. Der entsprechenden KIVA-Zelle i4(i), in welcher dieser Punkt liegt, wird dann
der Quellterm in extensiver Form zugeordnet. Dabei handelt es sich um ein konservatives
Verfahren.
KIVA
CAS
Entrainment-Kegel
CAS-Projektionsgebiet
ir
iA
Oberflächenelement
S k
KIVA-Zellen Einkoppelpunkt
b
Abbildung 5.5: Die Quellterme des 1D-Strahlmodells werden konservativ in das 3D-Netz ein-
gebettet Die Projektion des Quellterms erfolgt durch Austausch extensiver Gro¨ßen.
Als Einkoppelfunktion wird eine verschobene β-Funktion verwendet
f(x, r) = norm
[(
1 +
r
b
)s (
1− r
b
)s]
(5.34)
die folgender Normierung genu¨gen muß:
2
b2
b∫
0
f(x, r) r dr = 1 (5.35)
In Abha¨ngigkeit vom Exponenten s sind von einem ’top hat’-Proﬁl (s = 0) bis zu Proﬁlen
mit sehr geringer Varianz verschiedenste Einkoppelfunktionen mo¨glich. Exemplarisch sind
einige Einkoppelfunktionen in Abbildung 5.6 dargestellt. In dieser Arbeit wurde durchgehend
mit s = 2 gerechnet (waagrechte Tangente bei r = b mit maximaler Varianz). Aufgrund
der Diskretisierung der Einkoppelscheibe ist eine Nachnormierung erforderlich. Der auf einen
Einkoppelpunkt entfallende Quelltermanteil ist
ψi =
Ai f(x, ri)∑
j
Aj f(x, rj)
(5.36)
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Abbildung 5.6: Normierte Einkoppelfunktion
fu¨r Quelltermaustausch CAS ↔ KIVA.
Die Transportgleichungen in CAS und KIVA so-
wie die u¨bertragenen Quellterme sind in tabel-
larischer Form in Tabelle 5.2 dargestellt. Die
Umwandlung der CAS-Quellterme von intensi-
ver in extensive Form geschieht durch Multipli-
kation mit dem Scheibenvolumen.
SΦ˜,fl(i4(i)) = ψi Saˆ
π b2 dxCAS
VKIVA(i4(i))
(5.37)
Die Ru¨ckkopplung chemischer Quellterme SΦ˜,c
von KIVA nach CAS erfolgt invers ebenfalls
durch Verwendung der Zuordnung i4(i):
Saˆ =
1
ψi
VKIVA(i4(i))
π b2 dxCAS
SΦ˜,c(i4(i)) (5.38)
Wie bereits in Abschnitt 5.3 dargelegt wurde, wird der Entrainmentquellterm ˆ˙wentr innerhalb
CAS aus der Kontinuita¨tsgleichung berechnet. Der thermodynamische Zustand ist jedoch
zuna¨chst unbestimmt. Er wird u¨ber einen die CAS-Scheibe umgebenden Ring gemittelt, der
in mehrere Abschnitte Sk unterteilt ist, deren Mittelpunkte k dem KIVA-Netz zugeordnet
werden (siehe Abbildung 5.5). Am Beispiel der Entrainmenttemperatur ergibt sich
Tˆa =
∑
k
TKIVA(i4(k))Sk∑
k
Sk
(5.39)
CAS 1D
∂ ρˆ aˆ b2
∂ t
+
∂ (ρˆ aˆ uˆi b
2)
∂ x
= Saˆ b
2 i = g, f lj
i aˆ Saˆ
Kontinuita¨t g 1− Yˆges ˆ˙wentr + ˆ˙wverd
Dampf g (1− Yˆges) ξˆ ˆ˙wverd − ˆ˙wc
Impuls g (1− Yˆges) uˆg ˆ˙wverd utr + fˆw
Energie g (1− Yˆges) iˆg ˆ˙wentr iˆg,a + ˆ˙wverd itr + ˆ˙Qc
ρˆ Yˆ KˆT cfl +
ˆ˙Ediss +
ˆ˙EV
Kontinuita¨t flj Yˆj − ˆ˙wverd,j
Impuls flj Yˆj uˆtr,j − ˆ˙wverd,j uˆtr,j − fˆw,j
Durchmesser flj Yˆj dˆ
2
tr,j −53 ˆ˙wverd,j dˆ2tr,j − Kˆbre,j ρˆ Yˆj
Temperatur flj Yˆj Tˆtr,j − ˆ˙wverd,j Tˆtr,j + KˆT,j ρˆ Yˆj
Kiva 3D
∂ (ρ¯ Φ˜)
∂t
+∇ · (ρ¯ !˜u Φ˜)−∇
[
ρ¯ D∇ Φ˜)
]
= SΦ˜,fl + SΦ˜,g
Φ˜ SΦ,fl SΦ,g,c
Kontinuita¨t 1 ρ˙si
Spezies Y˜i ρ˙
s
i ρ˙
c
i
Impuls !˜u !˙F
s
Energie i˜ Q˙s Q˙c
Turbulenzenergie k˜ W˙k˜,s
Dissipationsrate ˜ W˙˜,s
Tabelle 5.2: Transportgleichungen im 1D-CAS und 3D-KIVA-Code. Zwischen CAS und KIVA
werden nur die Quellterme zwischen den Phasen ausgetauscht.
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5.4.1 Strahlwinkel in ICAS
Der Strahlwinkel β ist eine wichtige Eingabegro¨ße fu¨r das ICAS-Strahlmodell, da damit der
Bereich deﬁniert wird, u¨ber den die relevanten Gleichungen integriert werden. Es handelt sich
dabei um eine Gro¨ße, die sowohl in Hochtemperaturkammern, als auch in Transparentmotoren
experimentell gut zuga¨nglich ist. Dementsprechend besteht die Mo¨glichkeit, den Strahlwinkel
aus einer experimentellen Datenbasis zu nehmen. Umfangreiche Datenbanken existieren von
2
Θ
2
β
v
vrealeffv
Abbildung 5.7: Normierte Ein-
koppelfunktion fu¨r Quelltermaus-
tausch CAS ↔ KIVA.
Naber und Siebers [99], Verhoeven et. al. [110] und
Schmalzing [100]. Im wesentlichen ist der Strahlwinkel eine
Funktion des Dichteverha¨ltnisses aus Flu¨ssigkeit und Gas-
phase ρfl/ρg. Naber und Siebers [99] gaben fu¨r eine Sack-
lochdu¨se mit einem schra¨gen Spritzloch (dLoch = 257µm)
folgende empirische Beziehung an:
tan
(
θ
2
)
= 0.31
(
ρg
ρfl
)0.19
(5.40)
Es ist dabei wichtig, zwischen dem realen Strahlwinkel θ
und dem eﬀektiven Strahlwinkel β zu unterscheiden (sie-
he Abbildung 5.7). In ICAS werden fu¨r die Beschrei-
bungsgro¨ßen konstante Werte u¨ber den Strahlquerschnitt
angenommen. Die skaleninvariante Verteilung der Axial-
Geschwindigkeit im Strahl hat jedoch eher die Form einer
Glockenkurve. Damit die Transportprozesse im Strahl mit
konstanten Proﬁlen richtig abgebildet werden, mu¨ssen inte-
graler Massen- und Impulsstrom im Vergleich zu den realen Verteilungen gleich sein. Dies ist
nur durch eine Reduzierung des realen Strahlwinkels auf einen eﬀektiven Strahlwinkel mach-
bar. Es besteht dabei eine Analogie zur Du¨seninnenstro¨mung (siehe Abbildung 2.3), wo
aufgrund der Proﬁlierung der Stro¨mung ein Kontraktionsbeiwert eingefu¨hrt wurde. Naber
und Siebers [99] gaben fu¨r den Zusammenhang zwischen realem und eﬀektivem Strahlwinkel
folgende Beziehung an:
tan(β) = a tan(θ) a = 0.66 (5.41)
In dieser Arbeit wird der Strahlwinkel nicht aus einer experimentellen Datenbank herausgelesen,
sondern iterativ durch 3D-Simulation bestimmt. Dies geschieht unter der Annahme, daß fu¨r
den im 3D-Code berechneten Gasfreistrahl bezu¨glich der Strahlaufweitung und damit bezu¨glich
des Eindringverhaltens eine konvergente netzunabha¨ngige Lo¨sung existiert. Wie in Abschnitt
6.2 beschrieben wird, ist dies fu¨r du¨senaufgelo¨ste Netze der Fall. Weiterhin wird angenommen,
daß mit dem verwendeten Turbulenzmodell die Strahlstruktur richtig wiedergegeben wird.
Dazu muß gegenu¨ber dem in KIVA [15] implementierten Turbulenzmodell die Konstante C1
angepaßt werden (siehe Abschnitt 2.3.1). Im ICAS-Modell wird die Gasphase sowohl im 1D-
Code, als auch im 3D-Code berechnet. Ein korrekt eingestellter Strahlwinkel β zeichnet sich
dadurch aus, daß das Eindringverhalten der 1D-Gasphase und der 3D-Gasphase identisch ist
(siehe Abbildung 5.8). Wird β zu klein eingestellt, so dringt der 1D-Strahl schneller ein als der
3D-Strahl, wa¨hrend bei zu großem β die 3D-Gasphase weiter eindringt als die 1D-Gasphase.
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Abbildung 5.8: Iterative Bestimmung des Strahlwinkels β in ICAS. Der Strahlwinkel ist dann
richtig eingestellt, wenn das Eindringverhalten der Strahlspitze im 1D- und 3D-Code identisch
ist.
5.4.2 Einkoppelfehler
Da die Netzbewegung innerhalb der aus Gru¨nden der Code-Stabilita¨t sehr kleinen Zeitschritte
(je nach Netzfeinheit zwischen 10−7s und 10−6s wa¨hrend der Einspritzung) gering ist, muß
die Einkoppelung nicht jeden Zeitschritt durchgefu¨hrt werden. In diesem Abschnitt soll ein
Fehlerscha¨tzer vorgestellt werden, der abha¨ngig von einer vorgegebenen Fehlertoleranz die
Ha¨uﬁgkeit der Einkoppelung steuert.
Die letzte Einkoppelung des Projektionskegels sei zum Zeitpunkt tn durchgefu¨hrt worden. Zum
Zeitpunkt tn+1 wird erneut eine Zuordnung erstellt. Ein Projektionsfehler besteht, wenn ein
Projektionspunkt einer falschen KIVA-Zelle zugeordnet wird. Dieser Fehler err wird deﬁniert,
wenn zum Zeitpunkt tn+1 anstelle der neuen Zuordnung die Zuordnung des alten Zeitpunkts
tn verwendet worden wa¨re:
err =
1
n
∑
n
∑
j(n)∈J(n)
Aj f(rj)∑
i(n)∈I(n)
Ai f(ri)
(5.42)
n la¨uft u¨ber die Anzahl der ICAS-Zellen. Wa¨hrend die Menge I(n) alle Einkoppelpunkte
der ICAS-Zelle n beinhaltet, entha¨lt die Menge J(n) nur diejenigen Einkoppelpunkte, die im
Vergleich zur Zuordnung tn+1 einer falschen KIVA-Zelle zugeordnet worden wa¨ren. Der neue
Einkoppelzeitschritt ∆ tneu wird unter Vorgabe eines Projektionsfehlers errmax und einer
maximalen Einkoppelschrittweite ∆ tmax extrapoliert:
∆ tneu = min (
errmax
err
∗ (tn+1 − tn) , ∆ tmax ) (5.43)
Mit dem bewegten Berechnungsnetz eines Dieselmotors (2000 U/min) wurde eine ICAS-
Rechnung durchgefu¨hrt. Der angestrebte Projektionsfehler wurde auf 5% festgelegt. In Ab-
bildung 5.9 sind die verwendeten Schrittweiten und die entsprechenden Projektionsfehler
dargestellt. Die maximale Einkoppelschrittweite ∆ tmax wurde auf 10
−4s gesetzt. Je geringer
die Kolbenbewegung nahe OT wurde, desto gro¨ßer konnte die Einkoppelschrittweite gewa¨hlt
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Abbildung 5.9: Einkoppelschrittweite (links) und entsprechender Einkoppelfehler (rechts). Der
angestrebte Einkoppelfehler von 5% wird durch den beschriebenen Algorithmus erreicht.
werden. Um OT war die bestimmende Einkoppelschrittweite ∆ tmax. Der Einkoppelfehler
bewegte sich im Mittel zwischen 4.5% und 5.5%. Ein deutlich zu großer Einkoppelfehler ent-
stand nur kurz nach OT, als der Kolben sich wieder nach unten zu bewegen begann. Dies
kann jedoch durch Herabsetzen der maximalen Einkoppelschrittweite vermieden werden.
5.4.3 Umschaltmodul
Ein wesentliches Element des in Abbildung 5 dargestellten Konzepts zur Simulation der diesel-
motorischen Gemischbildung ist ein Umschaltmodul von der 1D-Euler- auf die konventionelle
Abbildung 5.10: Umschalten vom ICAS-Modell
auf DDM an einer vorgegebenen Position
stochastische Lagrange’sche Formulierung.
Bei dieser Umschaltung handelt es sich aus-
schließlich um einen Beschreibungswechsel
der Flu¨ssigphase. Schematisch ist diese Um-
schaltung in Abbildung 5.10 dargestellt.
Da weiter stromab des Injektors Umgebungs-
einﬂu¨sse aufgrund der abnehmenden Impuls-
stromdichte des Strahls wichtiger werden,
muß dort ein dreidimensionales Strahlmodell
eingesetzt werden. Diﬀusive Eﬀekte sind
gegenu¨ber der Konvektion nicht mehr ver-
nachla¨ssigbar und die Anstro¨mung senkrecht
zum Strahl aufgrund der im Dieselmotor typischerweise vorliegenden Drallstro¨mung wird
gro¨ßer. Auch kann dadurch die vor allem in der Kaltstartphase wichtige Wandinteraktion
mit bestehenden Lagrange-Modellen von Reﬂektion und Zersta¨ubung berechnet werden.
Dem ICAS-Gebiet schließt sich eine ’Umschaltzelle’ an. Die numerischen Flu¨sse in diese Zelle
hinein werden in Euler’scher Formulierung berechnet, ein Ausstro¨men wird nicht zugelassen.
Wenn die Flu¨ssigkeitsmasse einen vordeﬁnierten Grenzwert (na¨mlich die gewu¨nschte ’parcel’-
Masse) u¨bersteigt, wird konservativ bezu¨glich der transportierten Sprayeigenschaften ein ’par-
cel’ generiert. Die ra¨umliche Verteilung der Tropfenwahrscheinlichkeit wird identisch der Ein-
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koppelfunktion f(x, r) der in den 3D-Code eingebetteten Quellterme gewa¨hlt. Die Statistik
der Entstehungsorte aller ’parcels’ muß dieser Funktion genu¨gen. Der Entstehungsort eines
einzelnen ’parcels’ wird stochastisch bestimmt. Welcher der N Punkte der ’Umschaltzelle’ fu¨r
ein zu generierendes ’parcel’ verwendet wird, kann nach der sog. Hit- or Miss-Monte-Carlo-
Methode, die auch als Metropolis-Verfahren bezeichnet wird (siehe [111]), bestimmt werden.
Dieses Verfahren ist in Gleichung (5.44) dargestellt. Im ersten Schritt wird mit der Zufallszahl
η1 ∈ [0, 1] die Nummer eines potentiellen Entstehungspunktes gewu¨rfelt i = Int(η1N) + 1.
Da die Wahrscheinlichkeit der Punkte nicht gleich ist, wird eine zweite Zufallszahl η2 ∈ [0, 1]
bestimmt, mit der die Gewichtung des Punktes beru¨cksichtigt wird. Der ausgewu¨rfelte Ent-
stehungspunkt wird akzeptiert, wenn η2 kleiner ist als sein normiertes statistisches Gewicht.
η1 ∈ [0; 1] Bestimmung der Nummer des potentiellen Fla¨chenelements i = Int(η1N) + 1
η2 ∈ [0; 1] Akzeptiere Fla¨chenelement i, falls η2 < Ai ψ(ri)
max(Ai ψ(ri))
(5.44)
Wird der Entstehungspunkt nicht akzeptiert, so muß die gesamte Prozedur wiederholt werden.
5.4.4 Interaktion mit Querstro¨mung
Im ICAS-Gebiet nahe des Injektors ist der Einﬂuß der Queranstro¨mung nur von geringer Bedeu-
tung. Einerseits dominiert dort der Strahl aufgrund der hohen Impulsstromdichte. Andererseits
sind dort die Quergeschwindigkeiten aufgrund der zur Zylinderachse rotationssymmetrischen
Drall-Stro¨mung niedrig. Nur bei extrem hohen Drallzahlen und niedrigen Einspritzdru¨cken hat
die Queranstro¨mung eine gewisse Relevanz, ansonsten ist die Wirkung der Queranstro¨mung im
Du¨sennahbereich eher vernachla¨ssigbar. Um eine mit den Stro¨mungsvorga¨ngen im 3D-Code
konsistente Implementierung des ICAS-Strahlmodells zu gewa¨hrleisten, wurde in dieser Arbeit
zur Behandlung der Interaktion mit Queranstro¨mung eine Formulierung fu¨r eine gekru¨mmte
Einbettung der Quellterme in den 3D-Brennraum hergeleitet. Grundsa¨tzlich sind verschiedene
Berechnungsansa¨tze denkbar:
Die Vektoraddition der Geschwindigkeitsfelder von Strahl und Querstro¨mung ist nicht zula¨ssig,
da sich sonst ein Knick der Strahlachse am Du¨senaustritt ergeben wu¨rde. Eine andere
Mo¨glichkeit der Beschreibung der Interaktion besteht darin, eine dynamische Kopplung herzu-
stellen. Auf einen in den Brennraum eintretenden Tropfen wirkt eine Querbeschleunigung, die
proportional zur Querkomponente der Relativgeschwindigkeit ist.
d utr,⊥
d t
∼ ug,⊥ |!utr − !ug| (5.45)
Wie bereits in Kapitel 3 im Rahmen der pha¨nomenologischen Strahlmodelle dargelegt wurde,
verha¨lt sich ein Dieselstrahl jedoch eher wie ein Gasfreistrahl. Der ’ballistische Ansatz’, der
von einer Einzeltropfenbetrachtung ausgeht, widerspricht experimentellen Befunden. Ebenso
wie bei der Strahlausbreitung spielen auch bei der Strahlablenkung Windschatteneﬀekte eine
wichtige Rolle. Die Querkomponente der Relativgeschwindigkeit wirkt nur auf die Tropfen der
Luv-Seite des Strahls, die Tropfen im Zentrum bzw. der Lee-Seite bleiben nahezu unbeein-
ﬂußt. Fu¨r die dieselmotorische Einspritzung ist ein derartiges Vorgehen also ungeeignet.
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In dieser Arbeit wird ein Ansatz verfolgt, der sich an der Analogie zum Gasfreistrahl orientiert.
Die Kru¨mmung der Strahlachse wird dabei unter folgenden Annahmen modelliert:
• Die Prozesse im Strahl werden durch die Queranstro¨mung nicht vera¨ndert.
(speziell das Entrainment bleibt unvera¨ndert)
• Der Strahl beha¨lt seine Symmetrie zur Strahlachse bei.
• Entmischungseﬀekte bezu¨glich des Tropfenspektrums und der Konzentrationen werden
nicht beru¨cksichtigt.
• Die Kru¨mmung des Strahls kann am quasistationa¨ren Strahl berechnet werden.
Als Beschreibungsgleichung dient der integrale Impulssatz
∫ ∫
V
∫
∂ (ρ !v)
∂ t
dV +
∫
S
∫
ρ !v (!v d!S) = !Fp + !FR︸ ︷︷ ︸
$Fges
+!FV (5.46)
Dabei sind !Fp Druckkra¨fte, !FR Reibungskra¨fte und !FV Volumenkra¨fte. Als Kontrollvolumen
wird der Integrationsbereich des ICAS-Modells gewa¨hlt (siehe Gleichung (5.23)). Die Impuls-
erhaltung in der geometrischen Spritzrichtung bleibt auch bei Queranstro¨mung gu¨ltig. Durch
Anwendung der bereits beschriebenen Annahmen (Quasistationarita¨t, keine Druckgradienten
in Strahlrichtung) und Vernachla¨ssigung von Volumenkra¨ften ergibt sich nach Linearisierung
fu¨r kleine Ablenkungswinkel ϕ
∂
∂ x
(ρfl u
2
eff Aeff ϕ) = F
′
ges (5.47)
Die Schwierigkeit besteht nun darin, die auf den Strahl wirkende Kraft F
′
ges zu modellieren. In
dieser Arbeit wird F
′
ges in Analogie zu der Kraft auf einen angestro¨mten Starrko¨rper berech-
net. Die (zeitlich gemittelte) Stro¨mung um einen Kreiszylinder wird durch ein gegensa¨tzlich
drehendes Wirbelpaar dominiert (siehe Abbildung 5.11).
Ablösepunkte
Wirbelpaar
Nullstromlinie
Totwasser
freier Staupunkt
BA
Duoo
Q−
Abbildung 5.11: Angestro¨mter Kreiszylinder (links) und Entrainment-Stro¨mung in der Um-
gebung eines Freistrahls in ruhender Umgebung (rechts). Es wird angenommen, daß das
Stro¨mungsfeld eines angestro¨mten Freistrahls sich durch U¨berlagerung dieser Teilstro¨mungen
ergibt.
5.4 Interaktion mit dem 3D-Code 69
Die Widerstandsleistung P ist proportional der Geschwindigkeit der Anstro¨mung u∞ und iden-
tisch der im Wirbelpaar mit der eﬀektiven Viskosita¨t νw dissipierten Leistung Φw.
P = WD u∞ = Φw mit Φw =
∫
Vw
ρ νw (rot !v)
2 dVw (5.48)
Das Volumen des Nachlaufs ist Vw. Nach [112] ist das Entrainment in der Umgebung eines
quasistationa¨ren Freistrahls eine Potentialstro¨mung und kann durch eine Senkenverteilung Q−
auf der Strahlachse modelliert werden (siehe Abbildung 5.11). Obwohl eine U¨berlagerung
der Senkenstro¨mung und der Starrko¨rperumstro¨mung aufgrund der Nichtlinearita¨t der Im-
pulsgleichung nicht zula¨ssig ist, wird angenommen, daß die Dissipationsleistung der Wirbel im
Nachlauf und damit der Widerstand beim angestro¨mten Freistrahl und beim Starrko¨rper gleich
groß sind.
oou
Abbildung 5.12: Diskretisierung des
Kegels durch ebene Kreisscheiben.
Da der Strahlkegelwinkel bei Lochdu¨sen relativ klein ist
(≈ 20◦), kann von einer quasi zweidimensionalen Um-
stro¨mung des Strahlkegels ausgegangen werden. Der Ke-
gel wird nun in Scheiben diskretisiert, wobei jede Scheibe
als ein 2D-Kreiszylinder betrachtet wird (siehe Abbil-
dung 5.12). Der cw-Wert wird in Abha¨ngigkeit von der
Reynolds-Zahl in einer Tabelle gespeichert. Damit ergibt
sich fu¨r den Gradienten des Ablenkungswinkels:
∂
∂x
ϕ =
cw(x) (reff + βx) ρa u
2
∞(x)
π r2eff ρfl u
2
eff
=
∂2
∂2x
y (5.49)
Validierung
Zur Validierung werden Schlierenaufnahmen in einem optisch zuga¨nglichen Motor herangezo-
gen [113]. Es handelt sich dabei um ein Einzylinderaggregat auf Basis des AVL-Forschungs-
motors Typ 520. Die Daten von Motor und Einspritzausru¨stung sind in Tabelle 5.3 dargestellt.
Motor Einspritzausru¨stung
Zylinderbohrung 120 mm Einspritzpumpe Bosch PE4PM
Kolbenhub 120 mm Einspritzdu¨se Bosch DLLA 110 SV3 118
Verdichtungsverha¨ltnis 16:1 4x0.28 mm (1 Loch oﬀen)
Luftaufwand 0.9 Kraftstoﬀ 20% Diesel-Wasser-Emulsion
Motordrehzahl 1200 min−1 maximaler Druck 750 bar
Ansauglufttemperatur 20◦C Spritzbeginn 13◦KW v.OT
Drallziﬀer variabel 0 < D < 6 Spritzmenge 32 mm3
Spritzdauer 18◦KW
Tabelle 5.3: Daten des AVL-Motors und der Bosch-Einspritzausru¨stung.
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Fu¨r die bessere Vergleichbarkeit der diagnostischen Ergebnisse wurde eine sog. A¨quidensiten-
Darstellung gewa¨hlt, welche die Grauwerte innerhalb des Strahls in zwei Bereiche unterteilt
(Abbildung 5.13). Es wurden die Strahlablenkungen bei den Drallzahlen D = 0.2, D = 2.9
und D = 4.9 untersucht. Mit Schlierenaufnahmen ist jedoch keine Unterscheidung nach Gas-
oder Flu¨ssigphase mo¨glich. Um die Validierung des Modells der Strahlablenkung durchfu¨hren
zu ko¨nnen, muß eine experimentelle Strahlachse eingefu¨hrt werden. Diese wird als Mittenlinie
des dunkel eingefa¨rbten Bereichs hoher Dichte deﬁniert. Es wurden drei nacheinander folgende
Einspritzungen aufgenommen. Da die Unterschiede jedoch sehr gering waren, wurde nur die
erste Einspritzung ausgewertet (beste Aufnahmequalita¨t aufgrund noch sauberer Optik).
                        
Abbildung 5.13: Zur besseren Vergleichbarkeit wird die Grauwertverteilung der Schlierenauf-
nahme des Strahls (links) bina¨risiert und als A¨quidensitenbild dargestellt (rechts).
Um das Geschwindigkeitsfeld bei Spritzbeginn zu erhalten, wurde eine 3D-Simulation der Kom-
pressionsphase durchgefu¨hrt. Das sich ergebene Proﬁl der Quergeschwindigkeiten ist in Ab-
bildung 5.14 fu¨r die Drallzahlen D = 0.2, D = 2.9 und D = 4.9 dargestellt.
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Abbildung 5.14: Darstellung der simulierten
Geschwindigkeitskomponente quer zur geome-
trischen Spritzrichtung bei Spritzbeginn.
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Abbildung 5.15: Vergleich der simulierten Ab-
lenkung der Strahlachse mit der experimentell
ermittelten Ablenkung
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In Abbildung 5.15 ist die simulierte und die experimentell bestimmte Ablenkung bei ver-
schiedenen Drallzahlen gegenu¨bergestellt. Fu¨r die beiden hohen Drallzahlen (D = 2.9 und
D = 4.9) ist diese Ablenkung graphisch in Abbildung 5.16 den A¨quidensitenaufnahmen des
Strahls u¨berlagert. Speziell im Du¨sennahbereich (≈ 2cm) ist die U¨bereinstimmung sehr gut.
Danach ist anhand der A¨quidensitenaufnahmen eine starke Entmischung des Strahls zu er-
kennen. Vor diesem Bereich muß von ICAS auf das 3D-Strahlmodell umgeschaltet werden.
Bei typischen dieselmotorischen Einspritzdru¨cken von 1500 bar ist die Strahlablenkung jedoch
erheblich geringer.
Abbildung 5.16: U¨berlagerung einer berechneten Strahlachse (rot) mit einer Schlierenaufnah-
me in einem optisch zuga¨nglichen Motor
5.4.5 ’length scale limiter’
Ein wesentlicher Punkt fu¨r die praktische Anwendung des ICAS-Modells ist das Verhalten auf
unterschiedlich feinen 3D-Netzen. Die Prozesse im 1D-Strahlmodell sind bei ausreichend fei-
ner Auﬂo¨sung (Zellengro¨ße ≤ 0.1 mm) nahezu netzunabha¨ngig. Trotz dieser feinen 1D-Netze
u¨bersteigt die Rechenzeit des 1D-Strahlmodells fu¨r einen Einspritzvorgang von einigen Milli-
sekunden selten 10 Minuten. Im 3D-Code wird keine Flu¨ssigphase behandelt, es wird nur ein
Gasfreistrahl berechnet. Dessen Strahlstruktur ist bei den heutzutage verwendeten groben
Motornetzen (Zellgro¨ße ≈ 1 mm) nach wie vor netzabha¨ngig. Im Gegensatz zum bisheri-
gen Strahlmodell ist jedoch die (numerisch bedingte) Wechselwirkung zwischen schlecht auf-
gelo¨ster Gasphase und Flu¨ssigphase unterbrochen. Diese Wechselwirkung fu¨hrt zwangsla¨uﬁg
zu einer nicht korrekten Flu¨ssigphase und damit zu Folgefehlern (Abbildung 5.17).
3D-Flüssigphase
rel Quelltermev3D-Gasphase
Abbildung 5.17: Beim DDM-Strahlmodell fu¨hrt die schlecht aufgelo¨ste 3D-Gasphase u¨ber
Austauschprozesse auch zu falscher Flu¨ssigphase.
In ICAS werden alle Austauschprozesse zwischen den Phasen im 1D-Code auf Basis der (netz-
unabha¨ngigen) 1D-Gasphase berechnet und werden somit von der schlecht aufgelo¨sten 3D-
Gasphase nicht gesto¨rt (Abbildung 5.18).
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1D-Gasphase v
rel Quellterme 1D-Flüssigphase
3D-Gasphase
Abbildung 5.18: Bei ICAS werden die Austauschprozesse auf Basis der 1D-Gasphase berechnet.
Die schlecht aufgelo¨ste 3D-Gasphase interagiert nicht mit der 1D-Flu¨ssigphase.
Als Basis fu¨r die nachfolgenden Prozesse wie Zu¨ndung, Verbrennung und Schadstoﬀbildung
muß die 3D-Gasphase jedoch ebenfalls korrekt simuliert werden. Die Schwierigkeit bei der
Simulation von Gasfreistrahlen liegt darin, die Aufweitung des Strahls korrekt zu berechnen.
Diese Aufweitung ist ein turbulenzgesteuerter Prozeß, bei dem die turbulente Viskosita¨t νt die
entscheidende Rolle spielt:
νt = cµ
1
4 · k 12 · Lt (5.50)
Dabei ist cµ = 0.09 eine Konstante, k die Turbulenzenergie und Lt entspricht dem integralen
turbulenten La¨ngenmaß, einer charakteristischen Gro¨ße der Turbulenzballen. Nach der Frei-
strahltheorie skaliert Lt mit der Strahlbreite. Das Problem auf groben Netzen besteht darin,
daß Lt von der Zellgro¨ße abha¨ngt, wenn die physikalische La¨ngenskala kleiner als die Zelle
ist. Da dies genau in Du¨senna¨he der Fall ist, wird Lt und damit die turbulente Viskosita¨t
u¨berscha¨tzt, was zu einer zu starken Aufweitung des Strahls fu¨hrt. Eine Mo¨glichkeit wa¨re,
du¨senlochauﬂo¨sende Netze zu verwenden (Zellgro¨ße kleiner als physikalische La¨ngenskala). In
Abschnitt 6.2 wird gezeigt, daß die Strahlstruktur auf rotationssymmetrischen Netzen mit ei-
ner Zellschicht bei Netzverfeinerung konvergiert, d.h. sich bei weiterer Netzverfeinerung nicht
mehr a¨ndert. Dies ist jedoch auf 3D-Motornetzen aus Rechenzeitgru¨nden nicht praktikabel.
Der sog. ’length scale limiter’ hat das Potential, die Simulation der Gemischbildung auch
auf relativ groben, motorischen Netzen zu verbessern. Das Prinzip des ’length scale limiters’
besteht darin, die numerisch berechnete turbulente La¨ngenskala auf den maximal mo¨glichen
physikalischen Wert, na¨mlich den Strahldurchmesser zu begrenzen. Wenn ein Zellmittelpunkt
im Strahlbereich liegt, wird sein Abstand zur Strahlachse mit dem integralen La¨ngenmaß Lt
in diesem Punkt verglichen. Ist Lt gro¨ßer als der Abstand zur Strahlachse, wird Lt auf diesen
Abstand reduziert. Die Reduktion wird u¨ber Anpassung der Dissipationsrate erreicht, die
Turbulenzenergie bleibt konstant. Diese Begrenzung wirkt sich nur im Du¨sennahbereich aus.
In a¨hnlicher Form wurde der ’length scale limiters’ bereits von Johnson [114] pra¨sentiert, der
die turbulente La¨ngeskala allerdings auf den Abstand zum Injektor limitierte. Ebenfalls in
Abschnitt 6.2 wird gezeigt, daß der ’length scale limiter’ auf du¨senaufgelo¨sten Netzen nicht
aktiv wird, also das physikalische Resultat nicht vera¨ndert. Allerdings stellt sich bei Einsatz
des ’length scale limiters’ eine der asymptotischen Lo¨sung a¨hnliche Strahlstruktur schon auf
relativ groben Netzen ein (siehe Abschnitt 6.2). Dies ist wesentliche Voraussetzung fu¨r die
Anwendung von ICAS auf (aus Rechenzeitgru¨nden zwangsla¨uﬁg) groben Motornetzen.
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6.1 Instationa¨re Strahlausbreitung
Dominierendes Pha¨nomen der instationa¨ren Strahlausbreitung ist der torusfo¨rmige Spitzenwir-
bel, welcher sich aufgrund der Verdra¨ngung der vor dem Strahl beﬁndlichen Luft ausbildet. Wie
schon in Kapitel 3 dargelegt wurde, spielen auch U¨berholvorga¨nge von Tropfen eine wichtige
Rolle. Die instationa¨re Strahlausbreitung in ICAS ergibt sich durch Sprungrelationen in den
hyperbolischen Beschreibungsgleichungen. Dies soll anhand des Experiments von Hiroyasu und
Gaszusammensetzung Stickstoﬀ
Gastemperatur 293 K
Gasdichte 12.6 kg/m3
Kraftstoﬀ Diesel
Kraftstoﬀtemperatur 293 K
Kraftstoﬀdichte 840 kg/m3
Injektortyp Einlochdu¨se
Lochdurchmesser 300 µm
Einspritzgeschw. 102 m/s
Durchﬂußbeiwert Cd 0.705
Kontraktionsbeiwert Ca 1.0
Strahlwinkel 10◦
La¨nge ICAS 5 cm
Anzahl Tropfenklassen 1
Abbildung 6.1: Randbedingungen des
Experiments von Hiroyasu und Kadota
[115].
Kadota [115] demonstriert werden. Dieses Expe-
riment stellte auch fu¨r Wan [108] und Peters [7]
einen Referenzfall dar. Wan [108] zeigte, daß sich
unter der Annahme starker kinematischer Kopp-
lung der Phasen und daraus resultierend gleicher
Geschwindigkeiten von Flu¨ssig- und Gasphase ei-
ne gute U¨bereinstimmung im Eindringverhalten
der Strahlspitze zwischen Simulation und Expe-
riment ergab. Bei gro¨ßeren Tropfen und damit
schwa¨cherer kinematischer Kopplung lag jedoch
eine starke Abha¨ngigkeit der Spitzeneindringtiefe
vom Tropfendurchmesser am Injektor vor. Ex-
perimentelle Datenbanken (beispielsweise Siebers
[99]) zeigen jedoch, daß die Abha¨ngigkeit des Ein-
dringverhaltens der Strahlspitze von Tropfenpro-
zessen im allgemeinen sehr gering ist. Fu¨r die
Flu¨ssigkeitsla¨nge verdampfender Sprays spielen die
Tropfenprozesse hingegen eine entscheidende Rol-
le, was in Abschnitt 6.3 weiter ausgefu¨hrt wird.
Die Auswirkung der in dieser Arbeit gegenu¨ber
Wan [108] modiﬁzierten Behandlung der Strahlspitze in den ICAS-Gleichungen soll in die-
sem Abschnitt ero¨rtert werden. Dabei steht nicht der Abgleich zwischen Simulation und
Experiment im Vordergrund. Stattdessen soll im Sinne eines numerischen Experimentes auf
die Prozesse an der Strahlspitze eingegangen werden.
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Abbildung 6.2: Das Eindringverhalten der Strahl-
spitze ist nahezu unabha¨ngig von der Gro¨ße der
Tropfen.
Die Grundsatzuntersuchungen sollen auf
ein monodisperses Spray beschra¨nkt blei-
ben. Mehrere Tropfenklassen vera¨ndern
nicht das prinzipielle Verhalten. Weiter-
hin wird ohne Zerfalls- und Verdamp-
fungsmodell gerechnet, wodurch die am
Injektor vorgegebene Tropfengro¨ße erhal-
ten bleibt. Es werden die Tropfengro¨ßen
r=30µm und r=5µm und der Grenzfall
sehr kleiner Tropfen verglichen. Sehr klei-
ne Tropfen fu¨hren zu einem dynamisch
streng gekoppelten System, d.h. die Re-
lativgeschwindigkeit zwischen den Phasen
verschwindet. Es handelt sich dann um ei-
ne Art ’Gesamtfreistrahl’, bei dem der dis-
perse Charakter unbedeutend ist. Wie in
Abbildung 6.2 dargestellt, ist das Ausbreitungsverhalten mit dem in dieser Arbeit vorgestellten
Ansatz nahezu unabha¨ngig von der Tropfengro¨ße. Wenn man dazu die Verla¨ufe der Geschwin-
digkeiten fu¨r Tropfen und Gasphase in Abbildung 6.3 zu den Zeitpunkten t=0.5 ms und t=1.0
ms betrachtet, ist dies auf den ersten Blick u¨berraschend. Aufgrund der schwa¨cheren kinema-
tischen Kopplung bewegen sich die großen Tropfen schneller durch den Strahl als die kleinen
Tropfen. Die ho¨here Tropfengeschwindigkeit fu¨hrt allerdings nicht zu schnellerer Strahlaus-
breitung. Die Tropfen kommen an der Strahlspitze mit der noch ruhenden Luft in Kontakt,
werden abgebremst und sammeln sich an der Strahlspitze an.
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Abbildung 6.3: Ra¨umliche Verla¨ufe der Geschwindigkeit von Flu¨ssig- und Gasphase zu den
Zeitpunkten t = 0.5 ms und t = 1 ms fu¨r verschiedene Tropfengro¨ßen. Große Tropfen bewegen
sich aufgrund der schwa¨cheren Kopplung zur Gasphase erheblich schneller als kleine Tropfen.
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Abbildung 6.4: Auﬁntegrierte Masse der
Flu¨ssigkeit. Große Tropfen sammeln sich an
der Strahlspitze.
In Abbildung 6.4 ist zum Zeitpunkt t=0.5 ms
die integrierte Masse der Flu¨ssigphase
mfl(x) =
x∫
0
ρˆ Yˆges b
2 dx′ (6.1)
dargestellt. Der Wert an der Strahlspitze ist
fu¨r alle Tropfengro¨ßen gleich und entspricht der
bis zu diesem Zeitpunkt eingebrachten Masse.
Wa¨hrend sich bei sehr kleinen Tropfen keine
Flu¨ssigkeit an der Strahlspitze sammelt, ent-
spricht der Sprung in der auﬁntegrierten Mas-
se an der Strahlspitze bei der Tropfengro¨ße
r=30µm ungefa¨hr 20% der bis dahin einge-
spritzten Menge.
Der Strahlspitzenbereich fu¨r die Tropfengro¨ße r=30µm zum Zeitpunkt t=0.1ms ist in Abbil-
dung 6.5 vergro¨ßert dargestellt. Abgebildet sind die dimensionslosen Geschwindigkeiten von
Flu¨ssig- und Gasphase sowie die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Strahlspitze des ’Gesamt-
freistrahls’. Zusa¨tzlich ist der Massenbruch der Flu¨ssigphase dargestellt. Die Strahlspitze la¨ßt
sich in 4 Bereiche unterteilen:
1. Quasistationa¨rer Bereich.
2. Beschleunigungsstrecke der Gasphase: Darin nimmt der Massenanteil der Flu¨ssigphase
zu, wa¨hrend die Geschwindigkeiten von Gas- und Flu¨ssigphase stetig abnehmen.
3. Bereich hohen Massenanteils der Flu¨ssigphase: Aufgrund des geringen Gasmassenanteils
haben Gas- und Flu¨ssigphase trotz der großen Tropfen die gleiche Geschwindigkeit.
4. Ungesto¨rtes Gebiet vor der Strahlspitze.
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Abbildung 6.5: Strahlspitze fu¨r die Tropfengro¨ße r=30µm. Das Ausbreitungsverhalten der
Strahlspitze ergibt sich aus den Geschwindigkeiten der Unstetigkeiten.
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Das Ausbreitungsverhalten der Strahlspitze deﬁniert sich u¨ber die Geschwindigkeiten der Unste-
tigkeiten. Fu¨r die Gasphase ist die Unstetigkeit zwischen Bereich 1 und 2, fu¨r die Flu¨ssigphase
die Unstetigkeit zwischen Bereich 3 und 4 maßgeblich. Die Geschwindigkeiten der Unstetig-
keiten v kann aus den homogenen Impulsgleichungen bestimmt werden:
Gasphase: fˆ = ρˆ (1− Yˆges) uˆg b2 uˆ = uˆg
∂t( fˆ︸︷︷︸
F
) + ∂x(uˆ fˆ︸︷︷︸
G
) = 0
Flu¨ssigphase: fˆ = ρˆ Yˆges uˆfl b
2 uˆ = uˆfl
(6.2)
In einer -Umgebung der Unstetigkeit mit der Sprungfunktion θ sowie den Indizes 1 (vor
Unstetigkeit) und 2 (nach Unstetigkeit) gilt:
F = f1 + θ(x− v t) (f2 − f1) (6.3)
G = f1u1 + θ(x− v t) (f2u2 − f1u1)
Eingesetzt in Gleichung (6.2)
∂t(F ) = ∂t(f1) + δ(x− v t) (f2 − f1) (−v) (6.4)
∂x(G) = ∂x(f1u1) + δ(x− v t) (f2u2 − f1u1)
ergibt sich fu¨r die Ausbreitungsgeschwindigkeit der Diskontinuita¨t
v =
f2u2 − f1u1
f2 − f1 (6.5)
Wa¨hrend der Flu¨ssigkeits-Massenstrom u¨ber Unstetigkeiten erhalten bleibt, gilt fu¨r die Gas-
phase keine Massenerhaltung (Entrainment/Verdra¨ngung). Die Ausbreitungsgeschwindigkeit
der Diskontinuita¨t zwischen Bereich 3 und 4 ergibt sich mit f2 = 0 zu
v3−4 = ufl,3 (6.6)
U¨ber die Unstetigkeit zwischen Bereich 1 und 2 vera¨ndert sich die auﬁntegrierte Gasdichte
ρˆ (1− Yˆges) b2 nicht, was mit Gleichung (6.5) zur Ausbreitungsgeschwindigkeit
v1−2 = ug,1 + ug,2 (6.7)
fu¨hrt. Der Vergleich mit der ebenfalls in Abbildung 6.5 dargestellten Ausbreitungsgeschwin-
digkeit der Strahlspitze fu¨r den ’Gesamtfreistrahl’ zeigt, daß sich die Unstetigkeiten sowohl von
Flu¨ssigkeit als auch Gasphase genau mit dieser Geschwindigkeit ausbreiten. Dies erkla¨rt den
in Abbildung 6.2 gezeigten Sachverhalt der von Tropfengro¨ßen unabha¨ngigen Strahlausbrei-
tung, was experimentellen Beobachtungen entspricht. Die Voraussetzung strenger kinemati-
scher Kopplung von Flu¨ssig- und Gasphase ist nicht erforderlich.
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6.2.1 Ergebnisse des ICAS-Modells
Am Beispiel des Experiments von Koss et al. [116] soll gezeigt werden, daß mit ICAS auch
verdampfende Sprays berechnet werden ko¨nnen. Die Randbedingungen fu¨r Experiment und
Simulation sind in Abbildung 6.6 aufgelistet. Da im Experiment eine zentrale Einlochdu¨se
Gaszusammensetzung Luft
Gastemperatur 800 K
Gasdichte 21.8 kg/m3
Kraftstoﬀ n-Heptan
Kraftstoﬀtemperatur 300 K
Kraftstoﬀdichte 684 kg/m3
Injektortyp Einlochdu¨se
Lochdurchmesser 200 µm
Spritzdauer 1.4 ms
Spritzmenge 6 mg
Kontraktionsbeiwert Ca 0.85
Sauter-Mean-Radius r32 10 µm
Zerfalls-Parameter B1 15
Strahlwinkel β 15◦
La¨nge ICAS 8 cm
Anzahl Tropfenklassen 5
Abbildung 6.6: Randbedingungen des Expe-
riments von Koss et al. [116]
verwendet wurde, kann von einem re-
lativ gleichfo¨rmigen Massenstromproﬁl am
Du¨senaustritt ausgegangen werden. Der Kon-
traktionsbeiwert wurde daher auf 0.85 festge-
legt. Das ICAS-Modell liefert Eindringtiefen,
die sehr gut mit den experimentellen Werten
u¨bereinstimmen (Abbildung 6.7). Das na-
hezu identische Eindringverhalten der 1D- und
3D-Gasphase ist ein Hinweis darauf, daß der
Strahlwinkel in ICAS mit 15◦ richtig einge-
stellt ist. Unter dieser Bedingung ist fu¨r das
Eindringverhalten der Strahlspitze kein ’tuning’
mehr erforderlich aber auch nicht mo¨glich. Das
Eindringverhalten der Flu¨ssigphase wird bei ei-
nem verdampfenden Strahl u¨ber die Vorgabe
der Tropfengro¨ßenverteilung an der Du¨se und
von Modellkonstanten des Zerfallsmodells ge-
steuert und muß ’getunt’ werden. Allerdings
haben alle diese Gro¨ßen jetzt eine physikalische
Bedeutung bekommen.
In Abbildung 6.7 sind Tropfendurchmesser, Tropfentemperaturen und Tropfengeschwindig-
keiten zum Zeitpunkt t=1ms dargestellt. Wie in Abbildung 5.2 skizziert wurde, handelt
es sich dabei um Projektionen der Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion in den Ortsraum. Es
zeigt sich, daß mit dem verwendeten Zerfallsmodell der Verlauf des Tropfendurchmessers in
Abha¨ngigkeit von der Tropfengro¨ße/klasse in eine Zerfalls- und eine Verdampfungszone un-
terteilt werden kann. Die Trajektorien der Tropfenklassen bleiben solange erhalten, bis die
Tropfen entweder komplett verdampft sind, oder die kritische Temperatur erreicht haben.
Kleine Tropfen heizen sich deutlich schneller auf als große Tropfen. Im Temperatur-Diagramm
sind zwei Gasphasentemperaturen dargestellt: die Temperatur im 1D- und 3D-Modell. Die
U¨bereinstimmung beider Temperaturen ist nichttrivial, aber eine notwendige Konsistenzbe-
dingung des ICAS-Modells, die in guter Na¨herung erfu¨llt ist. Die Geschwindigkeitsverteilung
im Strahl zeigt, daß sich die verschiedenen Tropfenklassen und die Gasphase keineswegs mit
der gleichen Geschwindigkeit bewegen. Die kleineren Tropfen propagieren langsamer als die
gro¨ßeren, wa¨hrend sich die Gasphase langsamer als sa¨mtliche Tropfen bewegt. Je kleiner die
Tropfen durch Zerfall und Verdampfung werden, desto sta¨rker wird die kinematische Kopp-
lung zur Gasphase und desto a¨hnlicher die Geschwindigkeiten, bis schließlich nach vollsta¨ndiger
Verdampfung nur noch die Gasphase existiert. In der fru¨hen Phase der Einspritzung, wa¨hrend
der die La¨nge der Flu¨ssigphase noch keinen stationa¨ren Wert erreicht hat, breitet sich die
Flu¨ssigphase schneller aus als die Strahlspitze. Als Folge sammeln sich Tropfen an der Strahl-
spitze an. Die Gasphase hingegen bleibt hinter der Geschwindigkeit des Gesamtstrahls zuru¨ck.
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Abbildung 6.7: Eindringtiefe, Tropfendurchmesser, Temperaturen und Geschwindigkeiten bei-
der Phasen fu¨r das Experiment nach Koss zum Zeitpunkt t = 1 ms.
6.2.2 Netzabha¨ngigkeit des ICAS-Modells
Wie in Abschnitt 4.3.3 gezeigt wurde, ist die simulierte Strahlstruktur (Strahlwinkel, Eindring-
tiefe) mit DDM stark abha¨ngig vom Rechennetz. Anhand des Experiments von Koss [116] soll
gezeigt werden, daß die Strahlstruktur mit ICAS bei Netzverfeinerung konvergiert, d.h. sich
bei weiterer Netzverfeinerung nicht mehr a¨ndert. In ICAS werden alle Austauschprozesse zwi-
schen den Phasen im 1D-Code auf Basis der (netzunabha¨ngigen) 1D-Gasphase berechnet und
werden somit von der schlecht aufgelo¨sten 3D-Gasphase nicht gesto¨rt. Aufgrund der großen
Unterschiede aufzulo¨sender Skalen
LBohrung
LDu¨senloch
≈ 1000 (6.8)
besteht in motorischen 3D-Simulationen fu¨r die 3D-Gasphase immer noch ein Auflo¨sungs-
problem, was zu Netzabha¨ngigkeit fu¨hrt. Es soll jedoch auch gezeigt werden, daß sich bei Ein-
satz des ’length scale limiters’ (siehe Abschnitt 5.4.5) eine der asymptotischen Lo¨sung a¨hnliche
Strahlstruktur schon auf relativ groben Netzen einstellt. Dies ist wesentliche Voraussetzung fu¨r
die Anwendung von ICAS auf aus Rechenzeitgru¨nden zwangsla¨uﬁg nicht du¨senlochauﬂo¨senden
Motornetzen.
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grobes Netz, Zellgro¨ße 1mm
mittelfeines Netz, Zellgro¨ße 0.5mm
feines Netz, Zellgro¨ße 30µm,
Loch mit 6 Zellen aufgelo¨st
Abbildung 6.8: Variation der Netzauﬂo¨sung
im Strahlbereich.
Abraham [103] zeigte, daß sich Konvergenz bei
Gasfreistrahlen dann einstellt, wenn mit du¨sen-
lochauflo¨senden Netzen gerechnet wird. Fu¨r
das Konvergenzverhalten spielte dabei die Um-
gebungsturbulenz, d.h. der Turbulenzzustand
in Kammer oder Motor kurz vor Einspritzung
eine wichtige Rolle. Dieser Aspekt ist beson-
ders fu¨r die motorische Anwendung relevant, da
abha¨ngig vom Betriebspunkt des Motors (Dreh-
zahl, Drallziﬀer) der Turbulenzzustand deutlich
verschieden sein kann. Die Strahlstruktur soll
nun zum Zeitpunkt t = 1 ms auf drei unter-
schiedlich feinen rotationssymmetrischen Net-
zen (eine Zellschicht, siehe Abbildung 6.8)
und mit drei verschiedenen Turbulenzzusta¨nden
(Abbildung 6.9) verglichen werden. Alle drei
Turbulenzzusta¨nde sind motorisch relevant. Das
feinste Netz ist adaptiv verfeinert und lo¨st das
Du¨senloch mit 6 Zellen auf (Zellgro¨ße 30 µm),
wa¨hrend die Zellgro¨ße im Strahlbereich des mit-
telfeinen Netzes 0.5 mm und im groben Netz
1 mm betra¨gt. Die Auﬂo¨sung des mittelfei-
nen Netzes stellt aus Gru¨nden der Rechenzeit
den Grenzfall fu¨r die motorische Applikation
dar, wenn eine komplette Berechnung der Ein-
spritzung, Verbrennung und Schadstoﬀbildung
durchgefu¨hrt werden soll. Die Netzfeinheit des
feinsten Netzes ist fu¨r motorische 3D-Netze
nicht handhabbar.
k [cm2/s2] L [cm] νt [cm
2/s]
Fall 1 3.33 · 104 0.01 1
Fall 2 1.33 · 105 0.05 10
Fall 3 1.33 · 105 0.5 100
Abbildung 6.9: Zustand der Turbulenz bei
Spritzbeginn
Zur mo¨glichst einfachen Vergleichbarkeit der
Strahlstruktur wurde eine Bandskala gewa¨hlt
(siehe Abbildung 6.10). Abgebildet ist die
elementbezogene, nicht gegla¨ttete λ-Verteilung.
Sto¨chiometrische Mischung liegt an der Grenze
des gelben zum gru¨nen Gebiet vor. Der weiß
eingefa¨rbte fette Bereich wird durch λ = 1
3
ab-
gegrenzt.
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Abbildung 6.10: Banddarstellung der Strahl-
struktur
In Abbildung 6.11 sind die Ergebnisse ohne
’length scale limiter’ und in Abbildung 6.12
mit ’length scale limiter’ dargestellt. Sie sind in
einer Matrix angeordnet, in der sowohl Netzfein-
heit als auch Turbulenzzustand variiert wurden.
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Abbildung 6.11: Strahlstruktur ohne ’length scale limiter’ fu¨r das Experiment Koss zum Zeit-
punkt t = 1 ms. Das Konvergenzverhalten ist fu¨r die Turbulenzfa¨lle deutlich unterschiedlich.
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Abbildung 6.12: Strahlstruktur mit ’length scale limiter’ fu¨r das Experiment Koss zum Zeit-
punkt t = 1 ms. Die Ergebnisse auf dem mittelfeinen Netz in der 2. Zeile sind mit den
asymptotischen Ergebnissen in der 1. Zeile fu¨r alle Turbulenzfa¨lle nahezu identisch.
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In der ersten Zeile von Abbildung 6.11 sind die Ergebnisse fu¨r das du¨senaufgelo¨ste feine Netz
dargestellt. Zwischen den verschiedenen Turbulenzfa¨llen existieren nur geringe Unterschiede.
Dies besta¨tigt den experimentellen Befund, daß der Strahl seine eigene Turbulenz generiert
und von der Umgebungsturbulenz nahezu unabha¨ngig ist. Das Konvergenzverhalten ist je-
doch fu¨r die Turbulenzfa¨lle deutlich unterschiedlich. Fu¨r den Turbulenzfall 1 unterscheidet
sich die Strahlstruktur zwischen den Netzen nur wenig, wa¨hrend fu¨r den Turbulenzfall 3 große
Unterschiede bestehen. Dies zeigt, daß es fu¨r Netzunabha¨ngigkeitsstudien keinesfalls genu¨gt,
nur das Netz zu variieren. Vielmehr ist es entscheidend, auch den Zustand der Turbulenz bei
Spritzbeginn zu variieren. Fu¨r den Turbulenzfall 1 ist die Eindringtiefe auf dem groben Netz
sogar gro¨ßer als auf dem feinen Netz. Fu¨r den Turbulenzfall 3 wird die Aufweitung auf dem
groben Netz erheblich und auf dem mittelfeinen Netz immer noch deutlich u¨berscha¨tzt, was
zu viel zu geringen Eindringtiefen fu¨hrt.
Der ’length scale limiter’ hat auf die Ergebnisse auf dem feinen Netz kaum Auswirkun-
gen. Da die Netzzellen kleiner sind als der Strahldurchmesser und deshalb die physikalischen
La¨ngenskalen aufgelo¨st werden ko¨nnen, greift hier der ’length scale limiter’ nicht ein. Fu¨r
den Turbulenzfall 1 mit der geringen Umgebungsla¨ngenskala von 0.01 cm, bleibt der ’length
scale limiter’ sogar fu¨r das mittelfeine und das grobe Netz ohne große Wirkung. Fu¨r die Tur-
bulenzfa¨lle 2 und 3 stellt der ’length scale limiter’ jedoch eine deutliche Verbesserung dar.
Auf dem mittelfeinen Netz ist die Strahlstruktur fu¨r alle Turbulenzfa¨lle nahezu identisch der
Strahlstruktur auf dem du¨senauﬂo¨senden feinen Netz, das die asymptotische Lo¨sung darstellt.
Aus dieser Untersuchung ist zu folgern, daß es mit Einsatz des ’length scale limiters’ genu¨gt,
mit der Netzfeinheit des mittelfeinen Netzes von 0.5 mm zu rechnen. Solche Auﬂo¨sungen sind
auch fu¨r motorische 3D-Anwendungen noch gut handhabbar.
Grundsa¨tzlich muß bemerkt werden, daß in den untersuchten Varianten immer parallel zu den
Gitterlinien eingespritzt wurde. Das Problem der zunehmenden numerischen Viskosita¨t bei
Schra¨geinspritzung bleibt bestehen. Ein Lo¨sungsweg sind adaptiv verfeinerte Netze, deren
Netzstruktur bereits der Problemstellung angepaßt ist. In Abbildung 6.13 ist fu¨r einen Nfz-
Brennraum ein derart adaptiv verfeinertes Netz dargestellt.
Abbildung 6.13: Im Strahlbereich adaptiv verfeinertes Berechnungsnetz eines Nfz-Brennraums.
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6.3 Prozesse im Nahbereich des Injektors
Wie in den Abschnitten 6.1 und 6.2 gezeigt wurde, ist das ICAS-Modell sehr gut geeignet,
das Eindringverhalten der Strahlspitze zu beschreiben. Um das motorische Verhalten richtig
abbilden zu ko¨nnen, mu¨ssen jedoch auch die Prozesse in der Flu¨ssigphase korrekt berechnet
werden. Gro¨ßte Unsicherheiten bestehen in der Vorgabe des Tropfenzustands am Injektor
(Tropfenspektrum, Instabilita¨t der Tropfen). Eine wichtige Gro¨ße stellt die Eindringtiefe der
Flu¨ssigkeit dar, die durch Einstellung von ’tuning’-Parametern experimentellen Ergebnissen
angepaßt werden muß. Diese Problematik soll in diesem Abschnitt anhand der Messungen
in einer Hochtemperaturkammer von Schmalzing [100] diskutiert werden. Die experimentel-
len Randbedingungen sind in Abbildung 6.14 zusammengefaßt. Bei der verwendeten Du¨se
handelt es sich um eine Prototypdu¨se mit 5 unterschiedlich großen Lo¨chern.
Gaszusammensetzung Stickstoﬀ
Gastemperatur 800K, 1050K, 1280K
Gasdichte 24.9 kg/m3
Kraftstoﬀ n-Dodekan
Kraftstoﬀtemperatur 330 K
Kraftstoﬀdichte 748.8 kg/m3
Injektortyp CR, 5-Loch Prototyp
Lochdurchmesser 200 µm
Einspritzdruck 1000 bar
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Abbildung 6.14: Randbedingungen des Experiments von Schmalzing [100]. Die dargestellte
Einspritzrate wurde mit einem Hydraulikprogramm berechnet und ist nur auf ein Loch bezogen.
Wie in Abschnitt 2.4 diskutiert wurde, sind integraler Massen- und Impulsstrom zuna¨chst un-
abha¨ngige Gro¨ßen. Sie sind jedoch u¨ber den Kontraktionsbeiwert Ca und damit u¨ber die Form
des Stro¨mungsproﬁls am Du¨senaustritt gekoppelt. Zur Bestimmung von Ca wurde eine 3D-
Simulation der Du¨seninnenstro¨mung mit FIRE [44] durchgefu¨hrt. Diese Untersuchung wurde
nicht mit der im Experiment verwendeten Prototypdu¨se durchgefu¨hrt, sondern anhand einer
Lochdu¨se mit sechs gleich großen 200 µm Lo¨chern, aber vergleichbarem hydraulischen Durch-
ﬂuß. Du¨senko¨rper und Nadelform sind identisch der Prototypdu¨se, was eine a¨hnliche Stro¨mung
im Spritzloch gewa¨hrleistet. Durch Ausnutzung der Symmetrie der 6-Lochdu¨se, konnte die Be-
rechnung auf einen 30◦-Sektor der Du¨se mit Symmetrie-Randbedingungen beschra¨nkt werden.
Die Du¨seninnenstro¨mung wurde quasistationa¨r bei maximalem Nadelhub von 250µm simu-
liert. Eine Innenansicht der Du¨se sowie die Volumensfraktion der zweiphasigen Stro¨mung sind
in Abbildung 6.15 dargestellt. Das Stro¨munsgfeld wird dominiert durch das Kavitations-
gebiet im Rezirkulationsbereich nahe des Spritzlocheinlaufs. Aufgrund des dort vorliegenden
Druckunterschieds stellt sich eine Sekunda¨rstro¨mung ein, die das Kavitationsgebiet in zwei
Kavitationsschla¨uche unterteilt, welche bis zum Du¨senaustritt reichen. Da der Kraftstoﬀ in
den Kavitationsschla¨uchen in gasfo¨rmigem Zustand vorliegt, ist das Massenstromproﬁl stark
inhomogen. Am Du¨senaustrittsquerschnitt wurden Massen- und Impulsstrom nach Gleichung
(2.19) ausgewertet. Fu¨r den Kontraktionsbeiwert ergab sich Ca = 0.79.
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Abbildung 6.15: 3D-Simulation der kavitierenden Du¨seninnenstro¨mung mit FIRE [44]. Am
Spritzlocheinlauf bildet sich ein Kavitationsgebiet aus, das sich zu zwei Schla¨uchen entwickelt.
Es soll nun ein Verfahren vorgestellt werden, mit dem durch Vergleich der Flu¨ssigkeitsla¨nge
zwischen Simulation und Diagnostik auf die mikroskopischen Prozesse im Strahl geschlossen
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Abbildung 6.16: Eindringtiefen fu¨r Flu¨ssig- und
Gasphase des Experiments von Schmalzing [100].
werden kann. Dazu werden Untersuchun-
gen bei konstanter Gasdichte jedoch vari-
ierter Gastemperatur herangezogen. Dazu
mußte gleichzeitig der Kammerdruck an-
gepaßt werden. Die Eindringtiefen sind
in Abbildung 6.16 dargestellt. Da das
Eindringverhalten der Strahlspitzen nahe-
zu identisch ist, laufen auch die Transport-
prozesse im Strahl a¨hnlich ab. Naber und
Siebers [99] quantiﬁzierten die Unterschie-
de im Eindringverhalten der Strahlspitze
zwischen kalter und heißer Kammer bei
konstanter Dichte zu 5%. Um die Prozes-
se im Du¨sennahbereich zu kla¨ren, werden
zwei Parametersa¨tze verglichen, die in Ta-
belle 6.1 aufgelistet sind. Parametersatz
1 beinhaltet große, instabile Tropfen, Parametersatz 2 hingegen kleine, stabile Tropfen. Die
Werte fu¨r d32 und B1 sind bereits dahingehend ’getunt’, daß fu¨r die stationa¨re Flu¨ssigkeitsla¨nge
bei 800K U¨bereinstimmung zwischen Simulation und Experiment besteht.
Parametersatz 1 Parametersatz 2
Sauter-Mean-Durchmesser d32 50 5
Zerfalls-Parameter B1 5 40
Tabelle 6.1: Tropfenrandbedingungen am Injektor. Die Parametersa¨tze sind so gewa¨hlt, daß
sich bei 800K fu¨r die Flu¨ssigphase die gleiche Eindringtiefe ergibt, wie im Experiment.
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In Abbildung 6.17 sind die mit Parametersatz 1 simulierten Eindringtiefen fu¨r Flu¨ssig- und
Gasphase bei verschiedenen Kammertemperaturen den entsprechenden experimentellen Kur-
ven gegenu¨bergestellt. Der Strahlwinkel β wurde gema¨ß dem in Abschnitt 5.4.1 beschriebenen
Verfahren zu 14◦ iteriert. Das Eindringverhalten der Strahlspitze zeigt fu¨r alle Kammertempe-
raturen sehr gute U¨bereinstimmung mit dem Experiment. Die Kammertemperatur 800K war
Einstellungspunkt fu¨r die Parameter; die U¨bereinstimmung der Flu¨ssigkeitsla¨ngen ist daher
trivial. Bei 1050K besteht jedoch schon eine Abweichung von ungefa¨hr 20%, bei 1280K wird
die Flu¨ssigkeitsla¨nge um nahezu 100% u¨berscha¨tzt. In der rechten Spalte von Abbildung
6.17 sind die Verla¨ufe des Tropfendurchmessers fu¨r verschiedene Kammertemperaturen dar-
gestellt. Deutlich ist der U¨bergang vom Zerfallsregime in das Verdampfungsregime erkennbar.
Bei steigender Kammertemperatur bleibt der Zerfallsbereich nahezu unvera¨ndert. In diesem
Bereich sind die Tropfen sehr groß und daher der Energieu¨bertrag vom umgebenden Gas in die
Flu¨ssigphase gering. Die Sensitivita¨t bezu¨glich der Gastemperatur ist somit gering. Sobald die
Tropfen zerfallen und aerodynamisch stabil sind, setzt Verdampfung ein. Dieser Verdampfungs-
bereich verku¨rzt sich bei Erho¨hung der Kammertemperatur von 800K u¨ber 1050K bis 1280K
erheblich. Die Untergrenze der Flu¨ssigkeitsla¨nge ist die La¨nge des Zerfallsbereichs. Fu¨r den
verwendeten Injektor wurde mit Parametersatz 1 die La¨nge des Zerfallsbereichs u¨berscha¨tzt.
Die Ergebnisse mit Parametersatz 2 sind in Abbildung 6.18 dargestellt. Ebenso wie in
Abbildung 6.17 sind in der linken Spalte die Eindringtiefen und in der rechten Spalte die
Verla¨ufe der Tropfendurchmesser abgebildet. Zusa¨tzlich zur Eindringtiefe der 1D-Flu¨ssigphase
und 1D-Gasphase ist auch das Eindringverhalten der 3D-Gasphase dargestellt. Gegenu¨ber
Parametersatz 1 ist in Parametersatz 2 die Tropfengro¨ße am Injektor erheblich kleiner. Der
U¨bergang zwischen Zerfalls- und Verdampfungsbereich ist mit Parametersatz 2 glatter, der
Zerfallsbereich ist jedoch auch ku¨rzer. Dadurch nimmt die Sensitivita¨t gegenu¨ber der Kam-
mertemperatur zu. Es ergibt sich nicht nur am Einstellungspunkt 800K, sondern auch bei
1050K und 1280K gute U¨bereinstimmung in der Flu¨ssigkeitsla¨nge zwischen Simulation und
Diagnostik.
Die Ergebnisse dieser Untersuchung lassen sich folgendermaßen zusammenfassen:
1. Nach Iteration des Strahlwinkels β im 1D-Code besteht sehr gute U¨bereinstimmung zur
diagnostisch ermittelten Eindringtiefe der Strahlspitze.
2. Die Ergebnisse zeigen, daß das Eindringverhalten der Strahlspitze nur wenig von Tem-
peratur und Druck in der Kammer, sondern hauptsa¨chlich von der Gasdichte abha¨ngt.
3. Parametersatz 1 simuliert bei hohen Kammertemperaturen zu große Flu¨ssigkeitsla¨ngen.
Grund ist der zu lange Zerfallsbereich, dessen La¨nge nur wenig temperaturabha¨ngig ist.
4. Parametersatz 2 zeigt gute U¨bereinstimmung in der Flu¨ssigkeitsla¨nge fu¨r alle Kammer-
temperaturen. Dabei wird von sehr kleinen, stabilen Tropfen ausgegangen.
Die Ergebnisse legen nahe, daß die den Injektor verlassenden Tropfen bereits sehr klein
sind. Das Ergebnis stellt damit die ha¨uﬁg verwendete ’blob’-Methode in Frage, bei der
du¨senlochgroße Tropfen vorgegeben werden.
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Abbildung 6.17: Eindringverhalten des Strahls und Tropfenspektrum zum Zeitpunkt t = 2
ms fu¨r Parametersatz 1. Die Flu¨ssigkeitsla¨nge wird fu¨r hohe Kammertemperaturen in der
Simulation erheblich u¨berscha¨tzt.
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Abbildung 6.18: Eindringverhalten des Strahls und Tropfenspektrum zum Zeitpunkt t = 2
ms fu¨r Parametersatz 2. Aufgrund kleiner Tropfen am Injektor reagiert die Flu¨ssigkeitsla¨nge
sensitiver auf die Kammertemperatur. Es ergibt sich fu¨r alle Kammertemperaturen gute
U¨bereinstimmung zwischen Simulation und Diagnostik.
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6.4 Mischungskontrollierte Verdampfung
Im Verdampfungsmodell wird an der Tropfenoberfa¨che Phasengleichgewicht angenommen, d.h.
der Partialdruck des Kraftstoﬀdampfes entspricht dem Dampfdruck bei Oberﬂa¨chentemperatur
der Tropfen. Der Phasenu¨bergang wird durch diﬀusive Zumischung von Frischluft limitiert.
Die Geschwindigkeit des Gesamtprozesses der Gemischbildung bestimmen drei Zeitskalen:
1. Zerfallszeitskala: Wie in Abschnitt 6.3 gezeigt wurde, setzt Verdampfung erst bei hin-
reichend kleinen Tropfen ein. In Injektorna¨he dominiert Tropfenzerfall.
2. Verdampfungszeitskala: Diese Zeitskala deﬁniert den diﬀusiven laminaren Transport von
Kraftstoﬀdampf in der unmittelbaren Tropfenumgebung.
3. Entrainmentzeitskala: Der Strahl saugt aus der Umgebung heiße Frischluft an, deren
Energie den Phasenu¨bergang ermo¨glicht.
Siebers [25] postulierte, daß Zerfalls- und Verdampfungszeitskala gegenu¨ber der Entrainment-
zeitskala vernachla¨ssigt werden ko¨nnen. Die Gemischbildung wird somit ausschließlich durch
die turbulente Zumischung von Frischluft bestimmt. Der Partialdruck des Kraftstoﬀdampfes
lokal im Strahl entspricht dem Dampfdruck bei entsprechender Tropfentemperatur. Dabei liegt
sowohl dynamisches, als auch thermodynamisches Gleichgewicht zwischen den Phasen vor.
Unter dieser Pra¨misse berechnete Siebers [25] die stationa¨re Flu¨ssigkeitsla¨nge von Dieselsprays
fu¨r einen weiten Dichte- und Temperaturbereich. Er modellierte die Gemischbildung mit ein-
dimensionalen Erhaltungsgleichungen und fand sehr gute U¨bereinstimmung zu Experimenten,
nachdem die berechnete Flu¨ssigkeitsla¨nge mit einem konstanten Faktor von 1.62 multipliziert
wurde. Allerdings wurden in seiner Ableitung einige vereinfachende Annahmen getroﬀen, die
das Ergebnis verfa¨lscht haben ko¨nnten. Auf Basis der CAS-Erhaltungsgleichungen ist unter
Annahme mischungskontrollierter Verdampfung die Flu¨ssigkeitsla¨nge ohne weitere Vereinfa-
chungen ableitbar. Im Gegensatz zu Siebers [25] wird nicht nur am Ende der Flu¨ssigphase,
sondern im gesamten Strahl Phasengleichgewicht angenommen. Ein a¨hnliches Modell wurde
auch von Versaevel et al. [117] vorgestellt. Da das Objekt der Untersuchung die stationa¨re
Flu¨ssigkeitsla¨nge ist, kann in den Gleichungen Quasistationarita¨t angenommen werden. Die
Vernachla¨ssigung der Verdampfungszeitskala impliziert kleine und mit der Gasphase kinema-
tisch streng gekoppelte Tropfen. Somit darf die Relativgeschwindigkeit zwischen den Phasen
ebenfalls vernachla¨ssigt werden und es gilt:
uˆg = uˆfl = uˆ (6.9)
Gleichzeitig sind die Phasen auch thermodynamisch gekoppelt:
Tˆg = Tˆfl = Tˆ (6.10)
Es bietet sich an, bezu¨glich Verdampfung invariante Gro¨ßen zu betrachten. Dies ist einerseits
der gemeinsame Strom aus ﬂu¨ssigem Kraftstoﬀ und Kraftstoﬀdampf und andererseits der
Gesamtimpulsstrom. Deﬁnitionsgema¨ß haben beide Gro¨ßen keinen Verdampfungsquellterm
und ko¨nnen daher geschrieben werden als(
ρˆ (1− Yˆges) ξˆ + ρˆ Yˆges
)
uˆ b2 = ρfl ueff,0 r
2
eff (6.11)
ρˆ uˆ2 b2 = ρfl u
2
eff,0 r
2
eff (6.12)
88 Validierung
Zwischen der Gesamtdichte der Zweiphasenstro¨mung und dem Massenanteil der Flu¨ssigkeit
bzw. der Gasdichte besteht der Zusammenhang:
ρˆ =
ρg
1− Yˆges (1− ρg/ρfl)
(6.13)
Fu¨r das Gemisch aus Kraftstoﬀdampf und Frischluft gilt die ideale Gasgleichung:
ρg =
p
R/Mm T
(6.14)
Die mittlere Molmasse ist:
1
Mm
=
ξˆ
Mvap
+
1− ξˆ
Mair
(6.15)
Der Partialdruck des Kraftstoﬀdampfes wird dem Dampfdruck der ﬂu¨ssigen Phase gleichge-
setzt:
pD = ξˆ
Mm
Mvap
p = pD(T ) (6.16)
Einsetzen von (6.15) in (6.16) liefert fu¨r ξˆ:
ξˆ =
[(
p
pD
− 1
)
Mair
Mm
+ 1
]−1
(6.17)
Nach Einsetzen und Umformung ergibt sich fu¨r Yˆges eine quadratische Gleichung:
(
ξˆ2 − 2 ξˆ + 1
)
Yˆ 2ges +
(
−2 ξˆ2 + 2 ξˆ +
(
reff
b
)2 (ρfl
ρg
− 1
))
Yˆges +
(
ξˆ2 −
(
reff
b
)2 ρfl
ρg
)
= 0
(6.18)
Sowohl der Dampfdruck pD und damit ξˆ, als auch die Gasdichte ρg sind temperaturabha¨ngig.
Zur Schließung der Gleichungen ist zusa¨tzlich die Bilanzierung der Enthalpiestro¨me erforderlich.
ρˆ Yˆgesuˆ b
2 hfl(Tˆ ) + ρˆ (1− Yˆges) ξˆuˆ b2 hvap(Tˆ ) + ρˆ (1− Yˆges) (1− ξˆ) uˆ b2 hair(Tˆ )
= ρfl ueff,0 r
2
eff hfl(Tfl,0) + ρˆ (1− Yˆges) (1− ξˆ) uˆ b2 hair(Ta)
(6.19)
Die Gleichungen (6.18) und (6.19) mu¨ssen iterativ gelo¨st werden.
Ist keine Flu¨ssigkeit mehr vorhanden, darf Gleichung (6.16) nicht mehr angewendet werden.
Stattdessen ergibt sich:
 pMair
Tˆ R ρfl
(
b
reff
)2 ξˆ2 +
(
1− Mair
Mvap
)
ξˆ − 1 = 0 (6.20)
Die Iteration von Temperatur und Dampfanteil erfolgt ebenfalls u¨ber die Enthalpiebilanz (6.19).
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Zur Validierung dieses Modellierungsansatzes werden die experimentellen Daten von Siebers
[118] herangezogen, deren Randbedingungen in Abbildung 6.19 zusammengestellt sind.
Gaszusammensetzung Stickstoﬀ
Gastemperatur [K] 700, 850, 1000, 1300
Gasdichte [kg/m3] 6.8, 14.8, 30.2
Kraftstoﬀ n-Hexadekan
Kraftstoﬀtemperatur 438 K
Kraftstoﬀdichte 710 kg/m3
Injektortyp Einlochdu¨se
Lochdurchmesser 246 µm
Einspritzdruck 1380 bar
Durchﬂußbeiwert Cd 0.78
Kontraktionsbeiwert Ca 0.81
Abbildung 6.19: Randbedingungen des Experi-
ments von Siebers [118]
Der Einspritzverlauf ist nahezu recht-
eckfo¨rmig. Der Strahlwinkel θ wird
gema¨ß einer von Siebers experimentell
bestimmten Korrelation festgelegt:
tan(
θ
2
) = 0.26

( ρa
ρfl
)0.19
− 0.0043
√
ρfl
ρa


(6.21)
Fu¨r das eindimensionale Strahlmodell ist
der gema¨ß Gleichung (5.41) deﬁnierte re-
duzierte Strahlwinkel β maßgeblich.
Die Ergebnisse zeigen, daß auch die CAS-
Gleichungen die stationa¨re Eindringtiefe
der Flu¨ssigphase unterscha¨tzen. Wie in
Abbildung 6.20 dargestellt ist, besteht jedoch gute U¨bereinstimmung mit den Messungen,
wenn die berechnete Flu¨ssigkeitsla¨nge mit einem konstanten Faktor von 1.8 multipliziert wird.
Trotz der Einfachheit des vorgestellten Modells scheinen die physikalischen Abha¨ngigkeiten
bezu¨glich Gasdichte und Gastemperatur gut abgebildet zu sein. Fu¨r die Gasdichte von
14.8 kg/m3 und die Gastemperatur 850K sind in Abbildung 6.21 die Verla¨ufe fu¨r den
Flu¨ssigkeitsanteil Yˆ , den Dampfanteil ξˆ, sowie den Dampf-Partialdruck und die Tempera-
tur dargestellt. Der Massenanteil Yˆ fa¨llt nahezu linear von seinem Maximum am Injektor auf
Null ab. Solange Flu¨ssigkeit vorhanden ist, steigen der Partialdruck des Kraftstoﬀdampfes und
der Dampfdruck der Flu¨ssigkeit identisch an. Sobald die ﬂu¨ssige Phase komplett verdampft ist,
geht der Partialdruck des Kraftstoﬀdampfes in einen hyperbolischen Verlauf u¨ber. U¨ber das
Entrainment gelangt weiterhin Frischluft in den Strahl, wodurch sich das Gemisch aus Kraft-
stoﬀdampf und Frischluft stetig erwa¨rmt. Der Dampf-Massenbruch erreicht sein Maximum
am Ende der Flu¨ssigkeitsla¨nge.
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Abbildung 6.20: Gegenu¨berstellung der stationa¨ren Flu¨ssigkeitsla¨nge aus dem Experiment zu
der mit dem Faktor 1.8 multiplizierten simulierten Flu¨ssigkeitsla¨nge.
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Abbildung 6.21: Relevante Gro¨ßen
im Strahl bei Annahme von mi-
schungskontrollierter Verdampfung.
Zusa¨tzlich zu den ICAS-Annahmen wie
1. ra¨umlich konstantem Druck
2. konstantem Strahlwinkel
3. ’top hat’-Proﬁlen fu¨r alle relevanten Gro¨ßen
wurden weitere Annahmen getroﬀen, die hinsichtlich des
Skalierungsfaktors 1.8 diskutiert werden sollen:
4. LHF-Annahme (urel = 0)
5. thermodynamisches Gleichgewicht
Die Annahmen 1., 2. und 4. sind bereits umfassend von
Naber und Siebers [99] diskutiert und fu¨r zula¨ssig befun-
den worden. Schwieriger zu bewerten ist die Gu¨ltigkeit
der Annahme 3. Wie auch in dieser Arbeit gezeigt
wurde, geben ’top hat’-Proﬁle fu¨r die Geschwindigkeit
das globale Ausbreitungsverhalten des Strahls gut wie-
der. Die mit dem mischungskontrollierten Ansatz fu¨r
verschiedenste thermodynamische Bedingungen erziel-
te gute U¨bereinstimmung in der Flu¨ssigkeitsla¨nge zwi-
schen Simulation und Experiment mit einem konstanten
Skalierungsfaktor deutet allerdings darauf hin, daß fu¨r
Temperatur und Massenbru¨che nicht ’top hat’-Proﬁle,
sondern andere skaleninvariante Proﬁlformen vorliegen.
Wa¨hrend die Strahlaufnahmen von Siebers im Nahbe-
reich des Injektors Flu¨ssigkeit noch im gesamten Quer-
schnitt zeigen, beﬁnden sich weiter stromab nur noch
im Strahlkern Tropfen. Dies zeigt, daß Verteilungen
fu¨r Dichte und Temperatur eine wichtige Rolle spielen.
Wie die ICAS-Ergebnisse aus Abschnitt 6.3 belegten,
spielte die Zerfallszeitskala im untersuchten Fall nahezu
keine Rolle. Ob die vernachla¨ssigte Verdampfungszeit-
skala (Annahme 5) fu¨r die Gemischbildung irrelevant ist,
kann aufgrund der durchgefu¨hrten Berechnungen nicht
abschließend bewiesen werden. Abraham et al. [101] im-
plementierten ein a¨hnliches mischungskontrolliertes Mo-
dell in einen 3D-Code. Der Vergleich zur Datenbasis
von Siebers [118] zeigte fu¨r hohe Umgebungsdichten mi-
schungskontrollierte Verdampfung. Abweichungen zum
Experiment ergaben sich fu¨r geringe Gasdichten.
Die Ergebnisse deuten darauf hin, daß die Prozesse im Dieselstrahl sowohl kinematisch als
auch thermodynamisch na¨her am Phasengleichgewicht liegen, als bisher angenommen wurde.
Somit ist fu¨r die Simulation dieselmotorischer Sprays allein die korrekte Beschreibung der
turbulenten Mischung hinreichend. Fu¨r die Modellbildung hat dies gravierende Konsequenzen:
es sollte nicht die Beschreibung extremer Ungleichgewichtszusta¨nde (Zerfall, Koaleszenz und
Verdampfung großer ’blobs’) im Vordergrund stehen. Stattdessen sollte die Modellierung eher
am Gleichgewicht orientiert sein.
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6.5 Motorische Anwendung des ICAS-Modells
In diesem Abschnitt soll die Anwendbarkeit des ICAS-Modells auf motorische Fragestellungen
demonstriert werden. Gegenstand der Untersuchung ist ein HCCI-Brennverfahren in einem Nfz-
Motor. Der Begriﬀ HCCI (’Homogeneous Charge Compression Ignition’) wurde von Thring
[119] gepra¨gt. Das Verfahren hat das Potential, die Vorteile von Diesel- und Ottobrennver-
fahren durch Selbstzu¨ndung homogener Ladungen zu kombinieren. Im Teillastbereich ist dann
wie beim Dieselmotor keine Drosselung erforderlich und im Vollastbetrieb kann theoretisch die
Leistungsdichte eines Ottomotors erreicht werden.
            
(a) Otto
            
(b) GDI
            
(c) Diesel
Abbildung 6.22: Prinzipskizze ga¨ngiger Brennverfahren. Dargestellt sind die Brennverfahren
eines vorgemischten Ottomotors (a), eines direkteinspritzenden Ottomotors im Schichtladungs-
betrieb (b) und eines Dieselmotors (c).
Heutzutage ga¨ngige Brennverfahren sind in Abbildung 6.22 dargestellt. Im homogen betrie-
benen Ottomotor wird das homogene Gemisch mit einer Zu¨ndkerze fremdgezu¨ndet. Da dies nur
            
Abbildung 6.23: Prinzipskizze eines
HCCI-Brennverfahrens.
unter sto¨chiometrischen Bedingungen funktioniert, muß
die Luftzufuhr im Teillastbetrieb gedrosselt werden,
was zu Drosselverlusten und damit zu erho¨htem Kraft-
stoﬀverbrauch fu¨hrt. Aufgrund hoher Temperaturen
bei der Verbrennung enstehen sehr hohe Stickoxid-
Rohemissionen. Diese ko¨nnen jedoch im Kataysator ein-
fach reduziert werden. Direkteinspritzung im Diesel- und
Ottomotor ermo¨glicht durch Ladungsschichtung auch im
Teillastbereich ungedrosselten Betrieb. Wa¨hrend beim
Dieselmotor die Verbrennung durch Selbstzu¨ndung ein-
geleitet wird, wird das Gemisch im direkteinspritzenden
Ottomotor fremdgezu¨ndet. Aufgrund der inhomogenen
Kraftstoﬀverteilung liegen lokal u¨berfettete Zonen vor,
was Rußbildung begu¨nstigt. Lokal hohe Spitzentempe-
raturen fu¨hren zu relativ hohen Stickoxid-Rohemissionen, die nur durch aufwendige Abgas-
nachbehandlung reduziert werden ko¨nnen. In HCCI-Brennverfahren (siehe Abbildung 6.23)
wird zum Zeitpunkt der Selbstzu¨ndung ein mo¨glichst homogenes, mageres Gemisch angestrebt.
Daher wird kein Ruß gebildet und aufgrund untersto¨chiometrischer Verbrennung mit niedrigen
Spitzentemperaturen entstehen nahezu keine Stickoxide.
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Das in dieser Arbeit diskutierte Konzept wurde von Willand in [120] beschrieben. Darin wird
mit einer 30-Loch-Du¨se unter Verwendung extrem kleiner Lo¨cher (Lochgro¨ße 80 µm) im Kom-
pressionshub Dieselkraftstoﬀ eingespritzt. Um den Brennraum optimal erfassen zu ko¨nnen,
sind die einzelnen Lo¨cher in verschiedenen Spritzebenen angeordnet. Der Injektor wurde in ein
Einzylinderaggregat mit einem Hubraum von 2000 cm3 integriert. Die Betriebsbedingungen
sind in Tabelle 6.2 zusammengestellt.
Aufgrund des extremen Verha¨ltnisses relevanter La¨ngenskalen (Bohrung↔ Du¨sendurchmesser)
stellt ein derartiges Einspritzkonzept an das Strahlmodell hohe Anforderungen. Um die An-
wendbarkeit des ICAS-Modells zu u¨berpru¨fen, wurden diagnostische Voruntersuchungen un-
ter thermodynamischen HCCI-Bedingungen in einer Hochtemperaturkammer durchgefu¨hrt.
Die Untersuchungen wurden anhand einer 2-Loch-Du¨se mit identischem Du¨senko¨rper durch-
gefu¨hrt, was in Abschnitt 6.5.1 beschrieben wird. Die motorischen Ergebnisse mit der 30-
Loch-Du¨se sind in Abschnitt 6.5.2 dargestellt.
6.5.1 2-Loch Injektor in Hochtemperaturkammer
Gaszusammensetzung Stickstoﬀ
Gastemperatur 575 K
Gasdruck 9.5 bar
Kraftstoﬀ Diesel
Kraftstoﬀtemperatur 330 K
Kraftstoﬀdichte 830 kg/m3
Injektortyp 2-Loch-Du¨se
Lochdurchmesser 120 µm, (80 µm)
Raildruck 900 bar
Ansteuerdauer 2 ms
Durchﬂußbeiwert Cd 0.6
Kontraktionsbeiwert Ca 0.75
Sauter-Mean-Radius r32 5 µm
Zerfalls-Parameter B1 15
Strahlwinkel β 10◦
La¨nge ICAS 2 cm
Anzahl Tropfenklassen 10
Abbildung 6.24: Randbedingungen fu¨r Strahlun-
tersuchungen in der Hochtemperaturkammer.
Wie auch bei Schmalzing [100] wurde ein
kombiniertes Meßverfahren aus Schlieren-
aufnahmen und Mie-Streulichttechnik ein-
gesetzt, mit dem gleichzeitig Flu¨ssigkeit und
Dampf visualisiert werden konnten. Die
Randbedingungen sind in Abbildung 6.24
zusammengefaßt. Aufgrund des geringen
Lochquerschnitts wird von einem relativ
niedrigen Durchﬂußbeiwert von Cd = 0.6
und einem Kontraktionsbeiwert von Ca =
0.75 ausgegangen. Es wird ein konstanter
Einspritzverlauf angenommen. Der Strahl-
winkel wurde zu 10◦ iteriert. In Abbildung
6.25 sind die Eindringtiefen fu¨r Flu¨ssig- und
Gasphase aus Diagnostik und Simulation
gegenu¨bergestellt. Bis auf die Startphase
der Einspritzung ist die U¨bereinstimmung
im Eindringverhalten der Strahlspitze sehr
gut. Da der Vorgang des Nadelo¨ﬀnens und
damit des Druckaufbaus im Sackloch nicht
unendlich schnell sind, ist die Annahme ei-
nes ideal rechteckfo¨rmigen Einspritzproﬁls in der Startphase nicht gerechtfertigt. Die La¨nge
der Flu¨ssigphase im quasistationa¨ren Zustand wurde durch Anpassung des Tropfenspektrums
am Injektor und des Zerfalls-Parameters abgeglichen. Aufgrund der geringen Umgebungs-
temperatur betra¨gt die Eindringtiefe der Flu¨ssigkeit u¨ber 7 cm. In Abbildung 6.26 sind zu
verschiedenen Zeitpunkten den Schlierenaufnahmen die λ-Verteilung der 3D-Simulation ge-
genu¨bergestellt. Die Strahlstruktur (Winkel und Eindringtiefe) ist sehr a¨hnlich.
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Abbildung 6.25: Eindringtiefen fu¨r Flu¨ssig- und Gasphase aus Diagnostik und Simulation. Aus
der Simulation sind die 1D-Flu¨ssigphase und die 3D-Gasphase dargestellt.
            
Abbildung 6.26: Gegenu¨berstellung von Schlierenaufnahmen und simulierter λ-Verteilung. Die
Strahlstruktur wird in der Simulation sehr gut wiedergegeben.
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6.5.2 30-Loch Injektor im Motorbetrieb
Der untersuchte Betriebspunkt ist in Tabelle 6.2 beschrieben. Beim Spritzbeginn 60◦ KW
v.OT liegt im Brennraum der Druck p = 5bar und die Temperatur T = 505K vor. Die
Einstellparameter des Strahlmodells wurden unvera¨ndert aus der Zweilochdu¨se u¨bernommen.
Motor Einspritzausru¨stung
Zylinderbohrung 130 mm Einspritzpumpe Bosch CR
Kolbenhub 150 mm Einspritzdu¨se 30x80µm Sacklochdu¨se
Verdichtungsverha¨ltnis 14:1 auf Basis BR500
Motordrehzahl 1420 min−1 Kraftstoﬀ Diesel
Ansauglufttemperatur 25◦C Raildruck 900 bar
Ansaugluftdruck 1160 mbar Spritzbeginn 60◦KW v.OT
Wand+Kolbentemperatur 150 ◦C Spritzmenge 60 mm3
AGR kein Spritzdauer 13.5◦KW
Tabelle 6.2: Daten von Motor und Einspritzsystem sowie Beschreibung des Betriebspunktes.
In Abbildung 6.27 ist zum Zeitpunkt 8◦KW n. SB das Strahlbild aus Simulation und Diagnos-
tik gegenu¨bergestellt. Das Bild wurde in einem durch einen Glaskolben optisch zuga¨nglichen
Motor aufgenommen. Aufgrund des fru¨hen Spritzbeginns ergeben sich Verzerrungen, was einen
quantitativen Vergleich unmo¨glich macht. Qualitativ stimmen die Strahlbilder sehr gut u¨berein.
Unter Ausnutzung der Symmetrie konnte die Berechnung auf einen 60◦-Sektor beschra¨nkt
werden, der in Abbildung 6.27 zyklisch kopiert wurde. Die 2cm langen ICAS-Einkoppelgebiete
sind als rote Kegel erkennbar.
Abbildung 6.27: Qualitativ gute U¨bereinstimmung des Strahlbildes aus der Simulation und
einem Transparent-Aggregat zum Zeitpunkt 8◦ KW n. SB. Die Strahlen der 30-Loch-Du¨se
erfassen den gesamten Brennraum.
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Um die ra¨umliche Anordnung der Strahlen zu verdeutlichen, ist in Abbildung 6.29 eine per-
spektivische Ansicht des berechneten 60◦-Sektors dargestellt. Zusa¨tzlich ist das Berechnungs-
Ebene 3
Ebene 4Ebene 1
Ebene 2
Abbildung 6.28: Das Berechnungsgit-
ter wurde adaptiv in den Strahlebenen
verfeinert.
gitter abgebildet. Wie auch aus Abbildung 6.28 er-
sichtlich ist, wurde das Netz im Bereich der Strahlen
adaptiv verfeinert. Um eine netzunabha¨ngige Lo¨sung
zu erhalten, mußte eine relativ hohe Zellanzahl von
440.000 Zellen bei Spritzbeginn verwendet werden.
Da zum Spritzbeginn die Gasdichte noch relativ ge-
ring ist, ergeben sich ausgepra¨gt schlanke Strahlen.
Fu¨r das motorische Betriebsverhalten ist es sehr wich-
tig zu kla¨ren, ob die Flu¨ssigphase auf die Wand triﬀt.
Dies ist nach Mo¨glichkeit zu vermeiden, da der sich
dann ausbildende Wandﬁlm nur langsam abdampft und
sich der Anteil unverbrannter Kohlenwasserstoﬀe im
Abgas erho¨ht. Die Simulation zeigte, daß in diesem
Betriebspunkt kaum Wandbenetzung auftritt. Auf-
grund der durch die Kompression ansteigenden Tem-
peraturen nimmt die Verdampfungsrate wa¨hrend der
Einspritzung stetig zu. Die in Abbildung 6.29 dar-
gestellten ’parcels’ sind mit der Tropfentemperatur eingefa¨rbt. Die Tropfentemperatur im
Strahlkern ist deutlich niedriger, als im Randbereich des Strahls. Diese großen Temperatur-
gradienten indizieren, daß in diesem Bereich nicht mit ICAS gerechnet werden darf.
In Abbildung 6.30 ist auf den in Abbildung 6.28 angegebenen Ebenen fu¨r zwei Zeitpunkte
die λ-Verteilung dargestellt. Zur Visualisierung der Strahlausbreitung wurde analog zu den
anderen Abbildungen der Zeitpunkt 8◦KW n. SB ausgewa¨hlt. Die Druckindizierung am Ein-
zylinderaggregat zeigte, daß erste chemische Vorreaktionen bereits 20◦KW v. OT beginnen.
Dieser Zeitpunkt stellt daher den Referenzpunkt dar, zu dem die Homogenita¨t bewertet wer-
den sollte. Die Ebene 3 beinhaltet zwei Strahlen. Der steil nach unten spritzende Strahl
wird auch von den Ebenen 2 und 4 geschnitten. Der U¨bergang vom 1D-ICAS-Modell zum
3D-DDM-Modell verla¨uft glatt und ohne Diskontinuita¨t. Dies ist auch fu¨r andere nicht dar-
gestellte Gro¨ßen wie Temperatur sowie Turbulenzenergie und Dissipationsrate der Fall. Die
durch den Kolben induzierte Stro¨mung quer zur Strahlrichtung bewirkt eine unsymmetrische
Strahlform. Bereits in der Strahlausbreitungsphase ist zu erkennen, daß vier der fu¨nf Strahlen
direkt in den Quetschspaltbereich zielen. Wie zum Zeitpunkt 20◦KW v. OT dann deutlicher
sichtbar wird, sammelt sich dadurch fettes Gemisch im Quetschspalt. Die ω-Mulde behindert
in dieser Anordnung den Homogenisierungsprozeß und der Quetschspalt wirkt als eine Art
Feuersteg. Zudem gelangt Kraftstoﬀdampf in das Volumen zwischen der Oberkante des Kol-
bens und den Kolbendichtringen. Diese Eﬀekte hatten zur Folge, daß die Verbrennung nicht
vollsta¨ndig ablief und sehr hohe Massenanteile unverbrannter Kohlenwasserstoﬀe im Abgas
vorlagen. Durch Erho¨hung der Drallziﬀer konnte dies vermieden werden, was jedoch nicht in
dieser Arbeit ero¨rtert werden soll.
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Abbildung 6.29: Um den Brennraum optimal zu erfassen, sind die Strahlen in verschiedenen
Ebenen angeordnet. Das Berechnungsgitter (links) ist im Strahlbereich adaptiv verfeinert. Die
’parcels’ im rechten Bild sind mit der Tropfentemperatur eingefa¨rbt.
8◦ KW n. SB 20◦ KW v. OT
2 < λ < 0.66< 1λ10 < 0.66 < λ< 21 < λ< 10λ
Abbildung 6.30: λ-Verteilung in den Strahlebenen 8◦ KW n. SB und 20◦ KW v. OT. Trotz
des fru¨hen Spritzbeginns ist das Gemisch zum Zu¨ndzeitpunkt noch relativ inhomogen.
7 Mo¨gliche Erweiterung
Die Vorhersagefa¨higkeit der Simulation der dieselmotorischen Gemischbildung konnte mit dem
in dieser Arbeit dargestellten ICAS-Konzept gegenu¨ber dem konventionellen stochastischen
Strahlmodell schon erheblich verbessert werden. Die Eindimensionalita¨t stellt jedoch gerade
im Zusammenspiel mit Zu¨ndung und Verbrennung eine Fehler induzierende Vereinfachung dar.
Wa¨rmefreisetzung ﬁndet hauptsa¨chlich in den sto¨chiometrischen Randzonen des Strahls statt.
Im kalten und fetten Kernbereich hingegen verzo¨gern sich Tropfenverdampfung und Zu¨ndung
erheblich. Der auﬁntegrierte chemische Quellterm bewirkt aber eine Temperaturerho¨hung im
gesamten ICAS-Querschnitt und fu¨hrt fehlerhaft zu beschleunigter Verdampfung.
In Abbildung 7.1 ist ein mo¨gliches, zuku¨nftiges Simulationskonzept der dieselmotorischen
Gemischbildung skizziert. Es handelt sich dabei um eine durchga¨ngige Berechnungsstrategie
von der Injektorhydraulik u¨ber die kavitierende Du¨seninnenstro¨mung hin zur du¨senaufgelo¨sten
Spraysimulation in motorischer Geometrie. Zentraler Bestandteil des Konzepts ist ein drei-
dimensionales du¨senauﬂo¨sendes Spraymodell in Euler’scher Beschreibung. Darin mu¨ssen die
in dieser Arbeit abgeleiteten Beschreibungsgleichungen dreidimensional gelo¨st werden. Zur
Abbildung des polydispersen Spraycharakters sollte die Diskretisierung mit Tropfenklassen
beibehalten werden. Da sich diese Tropfenklassen ra¨umlich unterschiedlich ausbreiten, muß
ein n-phasiger Stro¨mungs-Solver eingesetzt werden. Das Euler-Strahlmodell kommt nur im
Du¨sennahbereich zum Einsatz. Wie im ICAS-Konzept wird der Spraycode dem Motorcode
u¨berlagert. Eine Trennung des Spraycodes vom Motorcode ist aus verschiedenen Gru¨nden
sinnvoll:
• Um eine Kopplung zur Du¨seninnenstro¨mung zu ermo¨glichen, muß der Spraycode das
Du¨senloch auﬂo¨sen. Der Motorcode besitzt global erheblich gro¨ßere Netzzellen.
• Ein Nachteil der Euler-Beschreibung der Flu¨ssigkeit besteht darin, daß unabha¨ngig vom
Vorhandensein von Tropfen im gesamten Diskretisierungsgebiet die Transportgleichun-
gen (fu¨r n Phasen) gelo¨st werden mu¨ssen. Es empﬁehlt sich daher, den Bereich des
Euler-Strahlmodells ra¨umlich zu begrenzen.
A¨hnlich wie im ICAS-Modell wird der Spraycode interaktiv mit dem Motorcode gekoppelt.
Im Gebiet des Spraycodes werden Sprayquellterme an den Motorcode u¨bergeben, wa¨hrend
chemische Quellterme vom Motorcode ru¨ckgekoppelt werden. An den oﬀenen Berandun-
gen des Spraycodes werden vom Motorcode Randbedingungen fu¨r Geschwindigkeit, Zustands-
gro¨ßen und Turbulenzgro¨ßen gesetzt. Queranstro¨mung wird somit implizit erfaßt und muß
nicht wie bei ICAS modelliert werden. Liegen an den Grenzen des Spraycodes ausﬂießende
Flu¨ssigkeitsstro¨me vor, so wird wie bei ICAS auf das stochastische Strahlmodell umgeschaltet.
Da das Motornetz die Du¨se nicht auﬂo¨st, muß weiterhin der ’length scale limiter’ eingesetzt
werden. Um die Scherschichten im Strahlbereich auﬂo¨sen zu ko¨nnen, ist im Motorcode eine
strahladaptive Netzverfeinerung anzustreben.
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Abbildung 7.1: Mo¨gliches Simulations-Konzept der dieselmotorischen Gemischbildung.
U¨ber die Du¨seninnenstro¨mung werden einﬂießende Stro¨me fu¨r Masse, Impuls, Energie und Tur-
bulenzgro¨ßen in den Spraycode vorgegeben. Damit sind automatisch die Stro¨mungskontraktion
und eine mo¨gliche A¨nderung des Ho¨henwinkels durch das Stro¨mungsproﬁl im Spritzloch
beru¨cksichtigt und mu¨ssen ebenfalls nicht modelliert bzw. gescha¨tzt werden. Aufgrund der
geringen Ru¨ckwirkung der Sprayprozesse auf die Du¨seninnenstro¨mung genu¨gt eine einseiti-
ge Ankopplung. Fu¨r die Du¨seninnenstro¨mung muß lediglich eine Druckrandbedingung am
Austritt gesetzt werden, die vom Motorcode zur Verfu¨gung gestellt wird. Hinreichend weit
u¨ber dem Nadelsitz wird als Randbedingung eine Hydraulikberechnung des Injektors (einsei-
tig) angekoppelt. Dadurch lassen sich auch Instationa¨reﬀekte wa¨hrend des O¨ﬀnens der Nadel
beru¨cksichtigen.
Probleme bereitet nach wie vor der U¨bergang von der Kontinuumsstro¨mung in der Du¨se zur
dispersen Tropfenstro¨mung im Brennraum. Bisher ist dieser Prima¨rzerfallsprozeß aufgrund
nicht du¨senlochauﬂo¨sender Netze und Lagrange’scher Beschreibung mathematisch/numerisch
nicht sinnvoll zu formulieren, so daß dazu noch keine Erfahrungswerte vorliegen.
8 Zusammenfassung und Ausblick
8.1 Zusammenfassung
Fu¨r die Berechnung des Betriebsverhaltens und der Emissionen (NOx, Ruß) von Dieselmoto-
ren spielt die Modellierung des Einspritzstrahls eine herausragende Rolle, da die Simulation
nachfolgender Prozesse wie Zu¨ndung, Verbrennung und Schadstoﬀbildung entscheidend von
der korrekten Beschreibung der Prozesse im Einspritzstrahl abha¨ngt. Das momentan in kom-
merziellen und universita¨ren Codes integrierte stochastische Strahlmodell ist aufgrund schwer-
wiegender numerischer Schwa¨chen nicht geeignet, die Gemischbildung korrekt zu simulieren.
Trotz detaillierter Modelle sind 3D-Spraysimulationen nicht in der Lage, selbst globale Gro¨ßen
wie das Eindringverhalten der Strahlspitze und der Flu¨ssigphase vorauszuberechnen.
Exemplarisch wurden in dieser Arbeit einige Problemkreise diskutiert, die vorwiegend aus man-
gelnder numerischer Auﬂo¨sung relevanter Prozesse resultieren. Eine grundsa¨tzliche Schwierig-
keit bei der Simulation der dieselmotorischen Gemischbildung liegt in der sehr großen Bandbrei-
te relevanter La¨ngenskalen. Wa¨hrend das Hubvolumen eines Dieselmotor-Zylinders viele Liter
betragen kann, ist die Gro¨ße der Du¨senlo¨cher vergleichbar mit dem Durchmesser eines mensch-
lichen Haares. Aus Rechenzeitgru¨nden besteht nicht die Mo¨glichkeit, du¨senlochauﬂo¨sende Net-
ze zu verwenden. Als Konsequenz wird aufgrund nicht korrekt aufgelo¨ster Stro¨mung im Nah-
bereich des Injektors die Relativgeschwindigkeit zwischen Tropfen und Gasphase u¨berscha¨tzt,
was zu nicht korrekten Austauschprozessen fu¨hrt. Dieses Auﬂo¨sungsproblem ist nicht bedingt
durch die Zweiphasigkeit der Stro¨mung und wu¨rde genauso bei Gasfreistrahlen bestehen.
Gegenstand der Simulation disperser Zweiphasenstro¨mungen ist die Berechnung der Wahr-
scheinlichkeitsdichte bestimmter Spray-Eigenschaften. Dabei handelt es sich um ein hochdi-
mensionales Problem, das im stochastischen Strahlmodell u¨ber eine Monte-Carlo-Simulation
mit sog. ’parcels’ gelo¨st wird. Grundsa¨tzlich konvergieren Monte-Carlo-Methoden langsam.
Bestimmend fu¨r die Genauigkeit dieses numerischen Verfahrens ist die Anzahl der ’parcels’ pro
Zelle, die aufgrund des stochastischen Charakters nicht kontrollierbar ist. Es wurde gezeigt, daß
die ’parcel’-Auﬂo¨sung speziell im Du¨sennahbereich schlecht ist. Gerade dort ﬁnden Zerfalls-
und Kollisionsprozesse statt, die mit Zweipunkt-Korrelationen modelliert werden mu¨ssen, wozu
eine besonders hohe ’parcel’-Auﬂo¨sung erforderlich wa¨re. Das Auﬂo¨sungsproblem der Wahr-
scheinlichkeitsdichte der Tropfen und der Gasphase im Du¨sennahbereich versta¨rken sich ge-
genseitig. Bei festgehaltener Gesamtanzahl der ’parcels’ nimmt die Anzahl der ’parcels’ pro
CFD-Zelle ab, wenn fu¨r die bessere Auﬂo¨sung der Gasphase das CFD-Netz verfeinert wird.
Ausgehend von der ’spray equation’, der Transportgleichung fu¨r die Wahrscheinlichkeitsdichte
der Tropfen, wurde in dieser Arbeit eine kontinuierliche Beschreibung mit besserem Konver-
genzverhalten abgeleitet. Dazu wurde die ’spray equation’ u¨ber alle Phasenraumdimensionen
außer dem Ortsraum integriert. Um die Korrelationen zwischen den Phasenraumdimensio-
nen abbilden zu ko¨nnen, wurden Tropfenklassen eingefu¨hrt. Somit liegt im Ortsraum eine
Euler’sche Beschreibung mit deﬁnierter Anzahl von Tropfenklassen pro CFD-Zelle vor. Der
Phasenraum hingegen wird a¨hnlich einem Lagrange’schen Verfahren behandelt. Es wurden
Transportgleichungen fu¨r Masse, Impuls, Tropfendurchmesser und Tropfentemperatur verwen-
det. Austauschprozesse zwischen den Tropfenklassen wurden vorerst nicht modelliert.
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Fu¨r die Modellierung der dieselmotorischen Gemischbildung wurde ein durchga¨ngiges Konzept
pra¨sentiert. Im Nahbereich des Injektors wird als Lo¨sungsansatz fu¨r das Auﬂo¨sungsproblem
der Stro¨mung das sog. ICAS-Verfahren (’Interactive Cross-Section Averaged Spray’) einge-
setzt, dessen Anwendbarkeit auf die dieselmotorische Gemischbildung bereits in der Literatur
dokumentiert ist. Die abgeleitete Euler-Formulierung wurde dabei u¨ber den Strahlquerschnitt
integriert, so daß nur noch die Strahlachse als Ortskoordinate u¨brigbleibt. Die Rechtfertigung
fu¨r dieses Vorgehen ist darin zu sehen, daß der Dieseleinspritzstrahl im Du¨sennahbereich auf-
grund der sehr hohen Impulsstromdichte im wesentlichen ein 1D-Pha¨nomen ist. Auf diese
Weise ist implizit gewa¨hrleistet, daß die Strahldimensionen auch in Du¨senna¨he exakt abge-
bildet werden. Dies ist die Basis fu¨r die numerisch korrekte Simulation von Prozessen wie
Impulsaustausch, Tropfenzerfall und Tropfenverdampfung. Das 1D-Strahlmodell ist interaktiv
mit dem CFD-Code KIVA-3V gekoppelt, indem die zwischen 1D-Flu¨ssig- und 1D-Gasphase
ausgetauschten Quellterme konservativ in das Strahlgebiet des 3D-Codes eingebettet werden.
Chemische Quellterme sowie thermodynamische Randbedingungen werden vom 3D-Code an
das 1D-Strahlmodell u¨bergeben. Die Interaktion mit Queranstro¨mung wurde durch eine ge-
kru¨mmte Einbettung der Quellterme beru¨cksichtigt. Hinreichend weit stromab wird von ICAS
auf das konventionelle stochastische Strahlmodell umgeschaltet. Aufgrund der abnehmenden
Impulsstromdichte nimmt dort die Bedeutung nicht mit der Eindimensionalita¨t vereinbarer Ef-
fekte zu. Eventuelle Wandﬁlmbildung kann dann mit bestehenden Modellen simuliert werden.
Auch mit dem ICAS-Konzept bleibt das Auﬂo¨sungsproblem der 3D-Gasphase in Injektorna¨he
bestehen. Da die Austauschprozesse zwischen Flu¨ssig- und Gasphase auf Basis der vom 3D-
Netz unabha¨ngigen 1D-Gleichungen berechnet werden, ﬁndet keine negative Ru¨ckkopplung
auf die Flu¨ssigphase statt. Als Basis fu¨r nachfolgende Prozesse wie Zu¨ndung, Verbrennung
und Schadstoﬀbildung muß jedoch die 3D-Gasphase ebenfalls korrekt simuliert werden. Er-
hebliche Verbesserungen konnten durch den Einsatz des sog. ’length scale limiters’ erzielt
werden. Das Prinzip des ’length scale limiters’ besteht in der numerischen Begrenzung der
berechneten turbulenten La¨ngenskala auf den maximal mo¨glichen physikalischen Wert - den
Strahldurchmesser. Es handelt sich dabei um kein physikalisches Modell, sondern um ein rein
numerisches Werkzeug, das die Folgen mangelnder Netzauﬂo¨sung minimiert.
Durch Gegenu¨berstellung mit Strahlaufnahmen konnte gezeigt werden, daß mit ICAS auf
du¨senlochauﬂo¨senden, rotationssymmetrischen Netzen das Eindringverhalten der Strahlspitze
von verdampfenden Sprays ohne Einstellung von ’tuning’-Parametern auf 5% genau berechnet
werden konnte. Um eine U¨berscha¨tzung der Strahlaufweitung im 3D-Code zu verhindern, muß-
ten Konstanten im Turbulenzmodell modiﬁziert werden. Zur U¨berpru¨fung der Anwendbarkeit
des ICAS-Modells auf motorische Fragestellungen wurde eine umfangreiche Netzabha¨ngigkeits-
Studie durchgefu¨hrt. Die Rechnungen wurden auf einem du¨senlochauﬂo¨senden Netz, einem
gerade noch fu¨r motorische Anwendungen geeigneten mittelfeinen Netz (Kantenla¨nge 0.5 mm)
und einem gro¨beren Netz durchgefu¨hrt. Neben der Netzfeinheit wurden auch die Startwerte fu¨r
Turbulenzgro¨ßen variiert. In U¨bereinstimmung mit experimentellen Erfahrungen war die Strahl-
struktur auf dem du¨senlochauﬂo¨senden Netz nahezu unabha¨ngig vom Turbulenzzustand in der
Umgebung, wa¨hrend auf nicht du¨senlochauﬂo¨senden Netzen eine starke numerisch bedingte
Abha¨ngigkeit vorlag. Auch das Konvergenzverhalten bei Netzverfeinerung war fu¨r die Turbu-
lenzfa¨lle deutlich unterschiedlich. Auf dem groben Netz wurde die Eindringtiefe um bis zu 25%
unterscha¨tzt, aber auch auf dem mittelfeinen Netz betrug der Fehler noch 10 %. Der ’length
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scale limiter’ hatte auf die Ergebnisse auf dem du¨senlochauﬂo¨senden Netz kaum Auswirkun-
gen. Aufgrund der numerischen Auﬂo¨sung der physikalischen La¨ngenskalen greift der ’length
scale limiter’ gar nicht ein. Auf dem groben und mittelfeinen Netz konnte mit dem ’length
scale limiter’ der Fehler erheblich reduziert werden. Bei Verwendung des mittelfeinen Netzes
war die Strahlstruktur nahezu identisch zur Strahlstruktur auf dem du¨senlochauﬂo¨senden Netz
und unabha¨ngig vom Turbulenzzustand in der Umgebung. Durch die Kombination ICAS +
’length scale limiter’ sind somit auch auf fu¨r motorische 3D-Anwendungen geeigneten Netzen
zuverla¨ssige Simulationen mo¨glich.
Unsicherheiten bestehen bei den Tropfenrandbedingungen am Injektor. Durch Vergleich der
stationa¨ren Flu¨ssigkeitla¨nge in Simulation und Experiment konnte bei festgehaltener Gasdich-
te und variierter Umgebungstemperatur auf die Tropfengro¨ße am Injektor geschlossen wer-
den. Die Ergebnisse mit kleinen, stabilen Tropfen waren zutreﬀender als mit großen, instabilen
Tropfen. Aerodynamischer Tropfenzerfall spielte nahezu keine Rolle, was die ha¨uﬁg eingesetzte
’blob’-Methode in Frage stellt, in der du¨senlochgroße Tropfen am Injektor als Randbedingung
gewa¨hlt werden. Es scheint somit gar nicht erforderlich zu sein, den Zustand des Ungleich-
gewichts der Tropfen in Injektorna¨he zu modellieren, zumal die ins Gleichgewicht fu¨hrenden
Vorga¨nge (Zerfall, Koaleszenz) physikalisch weitgehend ungekla¨rt und numerisch nur schwer
handhabbar sind.
Ausgehend von den eindimensionalen ICAS-Gleichungen wurde die Verdampfung mischungs-
kontrolliert formuliert. Dabei wurde angenommen, daß die laminaren Diﬀusionsvorga¨nge in der
Tropfenumgebung sehr viel schneller ablaufen, als die turbulente Zumischung von Frischluft
(Entrainment). Somit entspricht der Partialdruck des Kraftstoﬀdampfes lokal im Strahl dem
Dampfdruck bei entsprechender Tropfentemperatur. Dabei liegt sowohl dynamisches, als auch
thermodynamisches Gleichgewicht zwischen den Phasen vor. Die Multiplikation der mit diesem
Ansatz simulierten stationa¨ren Flu¨ssigkeitsla¨ngen mit einem konstanten Faktor von 1.8 ergab
fu¨r einen weiten Bereich von Gasdichten und Gastemperaturen sehr gute U¨bereinstimmung mit
Experimenten. Ursache fu¨r den Skalierungsfaktor ko¨nnte die Annahme von ’top hat’-Proﬁlen
im 1D-Strahlmodell sein. Das Ergebnis deutet darauf hin, daß fu¨r die Simulation dieselmoto-
rischer Sprays allein die korrekte Beschreibung der turbulenten Mischung hinreichend ist.
Die Anwendbarkeit des ICAS-Modells auf motorische 3D-Berechnungen mit bewegter Geome-
trie wurde anhand eines homogenen Brennverfahrens demonstriert. Dabei wurde mit einem
30-Loch-Injektor (Lochgro¨ße jeweils 80 µm) fru¨h im Kompressionshub in einen Nfz-Brennraum
eingespritzt. Das extreme Verha¨ltnis relevanter La¨ngenskalen sowie die geringe Gasdichte
zum Spritzbeginn stellten ho¨chste Anforderungen an das Spraymodell. Aufgrund des langen
Zu¨ndverzugs konnte die Gemischbildung ohne U¨berlagerung von chemischen Prozessen be-
trachtet werden. Der Vergleich des Strahlbildes aus der Simulation mit Aufnahmen durch
den Glaskolben eines optisch zuga¨nglichen Einzylinder-Aggregats zeigte qualitativ sehr gute
U¨bereinstimmung.
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8.2 Ausblick
Die Simulation innermotorischer Vorga¨nge wird durch verku¨rzte Entwicklungszeiten stark an
Bedeutung zunehmen. Aufgrund der steigenden Anzahl von Freiheitsgraden wird es immer
wichtiger werden, die Mechanismen der innermotorischen Vorga¨nge zu verstehen. Die 3D-
Simulation liefert dazu schon heute Hilfestellungen, wird aber in Zukunft immer mehr an ihrer
quantitativen Vorhersagefa¨higkeit gemessen werden mu¨ssen.
Die 3D-Simulation der einphasigen, nicht reaktiven Stro¨mung wird bereits zur Optimierung
der Kanal- und Ventilgeometrie in der Konzeptionsphase eingesetzt. Die Gemischbildung,
Zu¨ndung, Verbrennung und Schadstoﬀbildung wird versuchsbegleitend simuliert und als Werk-
zeug zur Verbrennungsanalyse eingesetzt. Wesentlicher Schwachpunkt ist dabei die Notwen-
digkeit der Einstellung von ’tuning’-Parametern durch Abgleich mit Experimenten. Zuku¨nftige
Modellentwicklung muß sich darauf konzentrieren, die Anzahl der ’tuning’-Parameter zu redu-
zieren, was zwangsla¨uﬁg eine exaktere physikalische Modellierung erfordert. Voraussetzung ist
die konsistente Implementierung der Modelle sowie ein auskonvergiertes Ergebnis.
Wie in dieser Arbeit ausfu¨hrlich diskutiert wurde, machen fundamentale konzeptionelle
Schwa¨chen des konventionellen stochastischen Strahlmodells in Lagrange’scher Beschreibung
die Vorausberechnung der dieselmotorischen Gemischbildung unmo¨glich. Die Simulation nach-
folgender Vorga¨nge wurde daher bisher auf einem nur bedingt geeigneten Grundgeru¨st aufge-
baut. Das ICAS-Konzept bietet erstmals die Mo¨glichkeit einer auskonvergierten Simulation der
Gemischbildung, was notwendige Voraussetzung fu¨r die Validierung nachfolgender Prozesse ist.
Der entscheidende na¨chste Schritt wird in der Ankopplung von ICAS an Modelle fu¨r Zu¨ndung,
Verbrennung und Schadstoﬀbildung bestehen. Aufgrund der vera¨nderten, von numerischen
’tuning’-Parametern unabha¨ngigen Simulation der Gemischbildung mu¨ssen mo¨glicherweise die
Modelle fu¨r nachfolgende Prozesse neu abgestimmt werden.
Ein weiteres Anwendungsgebiet fu¨r ICAS sind direkteinspritzende Ottomotoren. Fu¨r strahl-
gefu¨hrte Brennverfahren kommen als Gemischbildner drallstabilisierte nach außen o¨ﬀnende
Zapfendu¨sen zum Einsatz, deren Eignung entscheidend von der Ausbildung des Spitzenwirbels
abha¨ngt. Lichtschnitt-Aufnahmen zeigen im Du¨sennahbereich einen nahezu perfekten Hohlke-
gelstrahl, worauf das ICAS-Konzept nach geringfu¨gigen Modiﬁkationen leicht adaptierbar ist.
Wesentlich fu¨r die Simulation von Einspritzstrahlen ist die Beschreibung der turbulenten Mi-
schung. Gerade hierfu¨r ist das verwendete k--Modell nur bedingt geeignet. Je nach dominie-
rendem Stro¨mungspha¨nomen muß das Turbulenzmodell neu angepaßt werden. Lo¨sungsansa¨tze
in na¨herer Zukunft scheinen nichtlineare k--Modelle und Reynolds-Spannungs-Modelle zu sein.
In fernerer Zukunft ist auch der Einsatz von Large-Eddy-Modellen denkbar, die eine allgemei-
nere Beschreibung der Turbulenz ermo¨glichen.
Durch den Einsatz automatischer Werkzeuge zur Netzgenerierung sowie paralleler Berechnung
und Auswertung wird der Zeitbedarf der gesamten Simulationsprozeßkette in Zukunft deutlich
reduziert werden ko¨nnen. Momentan ist die 3D-Simulation noch ein Werkzeug, das ausschließ-
lich von Spezialisten bedient werden sollte. Bis die 3D-Simulation als ’black box’-Anwendung
von Versuchsingenieuren pru¨fstandsbegleitend in Realzeit durchgefu¨hrt werden kann, sind noch
erhebliche Herausforderungen zu meistern.
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